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In dieser Arbeit wird die Berechenbarkeit des Deformationsverhaltens von Aluminiu-
maußenhautbauteilen in einem für die Automobilindustrie typischen Lacktrocknungs-
prozess um den irreversiblen Kriecheffekt erweitert. Untersucht wird dabei die in Eu-
ropa oft für Außenhautbauteile eingesetzte Legierung AA6016 mit Hilfe von Zug- und
Biegetests, aus denen ein geeignetes Werkstoffmodell für die numerische Simulati-
on abgeleitet wird. Dabei wird auch der Einfluss des Umformgrades im Blechbauteil
aus dem Herstellprozess untersucht und bewertet. Die seriennahe Validierung des
Werkstoffmodells findet anhand einer eigens ausgelegten Baugruppe statt, die nach
dem Wärmeprozess optisch sichtbare Formabweichungen aufweist. Mittels optischer
Messungen wird die Baugruppe dabei vor, im und nach dem Wärmeprozess ana-
lysiert und die berechneten Formänderungen validiert. Im Ergebnis kann mit dem
Werkstoffmodell die Auswirkung thermisch induzierter Spannungen unterhalb der
klassischen Streckgrenze auf die Formänderung von Aluminiumblech in der frühen
Produktentwicklungsphase prognostiziert werden.
Schlagworte
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In this work, the computability of the deformation behaviour of aluminium car body
panels in a typical automotive paint drying process is enhanced by the irreversible
creep effect. The alloy AA6016, which is often used in Europe for aluminium car body
panels, is examined with the aid of tensile and bending tests from which a suita-
ble material model for numerical simulation is derived. The influence of the plastic
deformation in the sheet metal component due to the manufacturing process is al-
so examined and evaluated. The near-series validation of the material model takes
place on the basis of a specially designed assembly which shows optically visible
shape deviations after the heating process. Using optical measurements, the assem-
bly is analyzed before, during and after the heating process and the calculated shape
changes are validated. As a result, the material model can be used to predict the ef-
fect of thermally induced stresses below the classic yield strength on the deformation
of aluminium sheet in the early product development phase.
Keywords
Aluminium, creep, relaxation, buckling, paint drying process, car body, process chain
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AA Kurzzeichen für eine Aluminiumlegierung
Al Chemisches Formelzeichen für Aluminium
AW Aluminiumhalbzeug
CAD Computer Aided Design
C Chemisches Formelzeichen für Kohlenstoff
Cr Chemisches Formelzeichen für Chrom
Cu Chemisches Formelzeichen für Kupfer
CEN Europäisches Komitee für Normung
3D Dreidimensional




Fe Chemisches Formelzeichen für Eisen
FHG Freiheitsgrad(e)
GMNA Geometrisch und materiell nichtlineare Analyse
GMNIA Geometrisch und materiell nichtlineare Analyse mit Imperfektionen
GOM Gesellschaft für optische Messtechnik
ISO International Organization for Standardization
KTL Kathodische Tauchlackierung
LBA Lineare elastische Verzweigungs(eigenwert)-Analyse
Mg Chemisches Formelzeichen für Magnesium
Mn Chemisches Formelzeichen für Mangan
PVC Polyvinylchlorid
RPS Referenzpunktsystematik
Si Chemisches Formelzeichen für Silizium
Ti Chemisches Formelzeichen für Titan
T4 Lösungsgeglühter und kaltausgelagerter Gefügezustand
T6 Lösungsgeglühter und warmausgelagerter Gefügezustand





A Vorfaktor im Werkstoffmodell
B Vorfaktor im Werkstoffmodell
b [mm] Breite
C Vorfaktor im Werkstoffmodell
cp [J kg−1 K−1] Spezifische Wärmekapazität
D Vorfaktor im Werkstoffmodell
d [mm] Durchmesser
E [N mm−2] Elastizitätsmodul
F [N] Kraft
f [mm] Flanschlänge
G [N mm−2] Schubmodul
G Gleichgewichtsfunktion
h [W m−2 K−1] Konvektiver Wärmeübergangskoeffizient
I [mm4] Axiales Flächenträgheitsmoment
I Vektor der inneren Kräfte





MA [N mm] Anzugsmoment






P Vektor der äußeren Kräfte
Q [J mol−1] Aktivierungsenergie
R [J mol−1 K−1] Universelle Gaskonstante
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s0 [mm] Nennblechdicke Halbzeug
T [K] Absolute Temperatur
T˙ [K s−1] Heizrate
TM [K] Absolute Schmelztemperatur
Tkr [K] Kritische Beultemperatur






X [mm] Steigung (Gewinde)






αm [K−1] Mittlerer Wärmeausdehnungskoeffizient
γ [-] Gleitung
δ [mm] Maximale Formänderung (Durchbiegung)




ε˙c,s [s−1] Kriechdehnrate im Sekundärbereich
ε˙e [s−1] Elastische Dehnrate
κ [W m−1 K−1] Wärmeleitfähigkeit





ϕ [-] Umformgrad (in dieser Arbeit zur Beschreibung der
plastischen Vordehnung verwendet)
ν [-] Querkontraktionszahl
ρ [kg dm−3] Dichte
σ [N mm−2] Spannung
σ˙e [N mm−2 s−1] Zeitliche Spannungsänderung im elastischen Bereich
σ0 [N mm−2] Ausgangsspannung
σb [N mm−2] Biegespannung
σX Standardabweichung
σx¯ Standardfehler
τ [N mm−2] Schubspannung
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1 Einleitung
Seit Beginn der Diskussion um die nachhaltige Nutzung von Rohstoffen hat sich die
Automobilbranche mit der Gewichtsspirale auseinanderzusetzen. Einerseits ist jeder
Verkehrstote zu viel, weshalb von internationalen Gesetzgebern die Anforderungen
an die Crasheigenschaften verschärft werden. Andererseits steigen die Komfortan-
sprüche der Kunden vor allem an Premium-Produkte. Bei gleichzeitiger Forderung
nach möglichst kraftstoffsparenden Modellen stehen daher Leichtbaustrategien im
Fokus der Entwicklung, um im Zusammenspiel mit effizienteren Antriebskonzepten
die Gewichtsspirale zu durchbrechen [1]. Neben optimierten Verbrennungsmotoren
werden außerdem immer mehr Elektrofahrzeuge mit schweren Batteriemodulen ent-
wickelt, deren Mehrgewicht ebenfalls kompensiert werden muss [2].
Speziell bei Fahrzeugkarosserien im höheren Preissegment gewinnt der werkstoffli-
che Leichtbau an Bedeutung, weshalb verstärkt Aluminium-Mischbauweisen konzi-
piert werden [3]. Sportwagen, Oberklasselimousinen und Geländewagen mit hohem
Aluminiumanteil in der Karosseriestruktur werden aktuell beispielsweise von Audi,
BMW, Jaguar, Land Rover, Mercedes-Benz und Porsche angeboten. In Bild 1 ist ex-
emplarisch die Werkstoffzusammensetzung der Karosserie des Audi TT dargestellt.
Diese lässt erkennen, dass Aluminium auch in für den Kunden sichtbaren, außen
liegenden Bereichen eingesetzt wird.
Oft werden solche Konzepte zusammen mit konventionellen Stahlkarosserien in be-
stehenden, investitionsintensiven Anlagen lackiert. In den anschließenden Trocknungs-
prozessen ist mit Temperaturbelastungen von bis zu ϑ = 200 °C zu rechnen [5].
Dabei beeinflusst das Fügekonzept in Wechselwirkung mit den physikalischen und
mechanischen Bauteileigenschaften das Ausdehnungsverhalten unter Wärme, wobei
hohe thermisch induzierte Spannungen in der Karosserieaußenhaut entstehen kön-
nen. Sind diese durch unterschiedliche Wärmeausdehnungskoeffizienten der Werk-
stoffe bedingt, wird von der sog. „Delta-Alpha“-Problematik gesprochen, vgl. [6].
Die Karosserieaußenhaut selbst hat kaum tragende Eigenschaften, weshalb hier der
Einsatz von möglichst dünnen Wanddicken angestrebt wird. Generell ist bei dünnen
Leichtbaustrukturen in Bau-, Luftfahrt- oder Automobilanwendungen darauf zu ach-
ten, dass diese bei Druckbelastung entsprechend hohe Beulwiderstände aufweisen,
um nicht zu kollabieren. Im Automobilbau sind dies vor allem ausreichend hohe Po-
liersteifigkeiten und der Widerstand gegen Hagelschlag [7]. Aber auch thermisch in-
duzierte Druckspannungen im Lacktrocknungsprozess können ausreichen, um sicht-







Bild 1: Materialzusammensetzung der Karosserie des Audi TT der dritten Generation, nach [4]
Dadurch entsteht ein hoher Absicherungsaufwand während der frühen Entwicklungs-
und Prototypenphase, der mit Hilfe von großteils kommerziellen Berechnungs- und
Analysemethoden beschleunigt werden kann. Ziel ist dabei eine effiziente Proble-
manalyse, bei der die Wechselwirkungen sämtlicher produkt- und prozessspezifi-
scher Parameter zu berücksichtigen sind. Die Stärke der FE-Simulation liegt darin,
die Wechselwirkungen innerhalb des Gesamtsystems der Karosserie darzustellen
und bei verschiedenen Problemstellungen mögliche Verbesserungsmaßnahmen oh-
ne kostenintensive Trial- and Error-Versuche abzuleiten. Herausforderung bei der An-
wendung solcher Programme ist in erster Linie die Definition realistischer Randbedin-
gungen, Lasten und Werkstoffeigenschaften. Weiterhin sind anwendungsorientierte
Konventionen bei der Ergebnisdarstellung von Formabweichungen zu beachten, wie
z. B. eine vergleichbare Auswertungssystematik von Simulation und Messung [8].
In dieser Arbeit wird der Fokus auf den für die „Delta-Alpha“-Problematik relevanten
Lacktrocknungsprozess gesetzt und insbesondere das Deformationsverhalten von
anmutungsrelevanten Aluminiumaußenhautbauteilen untersucht. Dabei wird das Werk-
stoffverhalten der Legierung AA6016 bei üblichen Lacktrocknungstemperaturen im
Automobilbau charakterisiert und anhand einer eigens konstruierten Baugruppe in
Versuch und FE-Simulation verifiziert.
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2 Grundlagen und Stand der Technik
Im späteren Hauptteil dieser Arbeit werden Werkstoffkennwerte von Aluminium be-
stimmt und das nichtlineare Deformationsverhalten einer Baugruppe analysiert. Da-
her werden in diesem Kapitel die Fertigungsprozesse im Automobilbau, die notwen-
digen werkstofflichen Grundlagen als auch der Stand der Technik zur Analyse von
irreversiblen Formabweichungen dargestellt. Der Begriff „Formabweichung“ wird in
dieser Arbeit verwendet, um statisch messbare Abweichungen gegenüber der Soll-
geometrie zu beschreiben, während unter „Formänderung“ der Einfluss von einzelnen
Prozessschritten verstanden wird.
2.1 Fertigungsbedingte Formabweichungen von Fahr-
zeugkarosserien
Während der Herstellung einer Fahrzeugkarosserie in Aluminium-Stahl-Mischbauweise
werden verschiedene Fertigungsprozesse durchlaufen, welche jeweils Formänderun-
gen von der Sollgeometrie bewirken. Die Summe dieser Formänderungen bewirkt
Formabweichungen, die zum einen im Bauteil selbst sichtbar sein können, wie z. B.
Beulen in der Oberfläche. Zum anderen können aber auch Abweichungen an Bau-
teilrändern in Wechselwirkung mit angrenzenden Bauteilen zu unstimmigen Fugen-




Bild 2: Qualitätsrelevante Formabweichungen von Außenhautbauteilen, nach [8]
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In den folgenden Abschnitten werden die grundlegenden Prozesse erläutert sowie
die aktuellen Möglichkeiten zu deren Berechnung und messtechnischer Analyse zu-
sammengefasst.
2.1.1 Fertigungsprozesskette im Automobilbau
Die Prozesskette zur Herstellung einer Fahrzeugkarosserie umfasst im wesentlichen
vier Schritte, die größtenteils beim Automobilhersteller selbst durchgeführt werden
und damit die herstellerspezifische, interne Wertschöpfung kennzeichnen, vgl. Bild 3.
Qualitätskontrollen





Bild 3: Fertigungsprozesskette einer Fahrzeugkarosserie
Presswerk
Die konventionelle Karosseriefertigung im Automobilbau beginnt mit der Anlieferung
der Coils oder Platinen zur Herstellung von Blechbauteilen im Presswerk. Vor Zu-
schnitt und Umformung wird hier unter anderem das Herstelldatum des Aluminium-
bleches kontrolliert, da Al MgSi-Legierungen (siehe Abschnitt 2.3) aufgrund der Kal-
taushärtung nur wenige Monate lang verarbeitet werden können. Die Kaltaushärtung
bewirkt u.a. das Ansteigen der Streckgrenze, wodurch das Rückfederungsverhalten
und damit die Maßhaltigkeit der Einzelteile in den Umformprozessen beeinflusst wird
[9]. Folglich führen bei Aluminium bereits unterschiedliche Lagerzeiten zu Fertigungs-
schwankungen, die ggf. die weitere Prozesskette beeinflussen.
Die Dicken von Aluminiumblechen für Außenhautanwendungen liegen typischerweise
im Bereich von s0 = 1,00 bis 1,25 mm und damit höher als bei Stahlblechen, um die
geringere Biegesteifigkeit zu kompensieren. Nach Herstellung der Einzelteile werden
diese chargenweise von Auditoren hinsichtlich Oberflächenqualität bewertet und zur
Weiterverarbeitung im Karosseriebau freigegeben.
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Karosseriebau
Bei der Herstellung einer konventionellen selbsttragenden Karosserie in Aluminium-
Stahl-Mischbauweise kommen unterschiedliche Verbindungstechniken zum Einsatz.
Unterschieden werden dabei punktförmige und linienförmige Verbindungstechniken,
die anhand des Audi TT in Bild 4 beispielhaft dargestellt sind. Abgesehen von den
in reinen Stahlunterbaugruppen eingesetzten Schweißpunkten kommt den Halbhohl-
stanznieten bei der Verbindung von Aluminium- und Stahlbauteilen die größte Bedeu-
tung zu. Bei den linienförmigen Verbindungen dominiert gegenüber den thermischen
Fügeverfahren der Einsatz von Klebstoff, der im Lacktrocknungsprozess aushärtet.
Türen und Klappen sind in der Auflistung nicht berücksichtigt, da hier in der Regel


















Bild 4: Verbindungstechnik am Beispiel des Audi TT der dritten Generation, nach [4]
Je nach Technologie treten auch beim Fügen Formabweichungen gegenüber der
Sollgeometrie auf, da mechanische oder thermomechanische Spannungen in den
Baugruppen induziert werden. Analog zur Maßhaltigkeit der Einzelteile können auch
diese Formabweichungen im Karosseriebau das Deformationsverhalten in weiteren
Fertigungsprozessschritten negativ beeinflussen. Selbst in einer theoretisch span-
nungsfrei gefügten Karosserie steuern die Verbindungspositionen zusammen mit der
Einzelteilgestaltung das thermische Ausdehnungsverhalten, welches v. a. bei Misch-
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baukarosserien im Lacktrocknungsprozess von Bedeutung ist [6]. Es wird in diesem
Zusammenhang auch von der „Delta-Alpha“-Problematik gesprochen. Unabhängig
vom Werkstoffkonzept wird die Karosserie mit allen zu lackierenden Anbauteilen im
Karosseriebau aufgebaut und auf optische Mängel geprüft.
Lackiererei
In der Lackiererei durchlaufen die Karosserien jeweils nach dem Aufbringen der ein-
zelnen Lackschichten und der PVC-Dichtnähte einen Trocknungsprozess, wobei in
Automobilwerken generell Infrarot-, Konvektions- oder kombinierte Trockner einge-
setzt werden. Technische Details zum Trockneraufbau und den Trocknungsprinzi-
pien sind z. B. [10] zu entnehmen. Im Zuge der Verwendung von Aluminiumble-
chen in der Karosseriestruktur wurde die Aushärtung der Al MgSi-Legierungen (vgl.
Abschnitt 2.3.1) in den Trocknungsprozess der Grundierung (KTL) integriert [11, 7].
Aufgrund dieser Anforderung werden KTL-Trockner auf Umlufttemperaturen von bis
zu ϑ = 200 °C eingestellt und bewirken damit die höchsten Objekttemperaturen in-
nerhalb der Lackiererei [5]. Entsprechend sind bei der KTL-Trocknung die thermisch
induzierten Spannungen aufgrund des inhomogenen Aufheizverhaltens und ggf. un-
terschiedlichen Werkstoffen am höchsten, wodurch Formänderungen in der Karosse-
rie entstehen können. Moderne KTL-Trockner werden mit Hilfe von Simulationen (vgl.
Abschnitt 2.1.2) ausgelegt und erreichen Längen von bis zu 320 m inklusive einer
80 m langen Kühlzone [12].
Montage
Nach den Lackier- und Trocknungsprozessen werden die Montageumfänge verbaut,
wodurch weitere Formänderungen aufgrund von Gewichts- oder Vorspannkräften auf-
treten können. Beispielsweise ist hier die Montage von Aggregaten, Fahrwerk, Tür-
dichtungen oder Gasdruckfedern zu nennen, deren Auswirkungen auf Oberfläche,
Fuge/ Bündigkeit und Schließkräfte konstruktiv vorgehalten werden. Dennoch muss
die Einstellung dieser Qualitätsmerkmale aufgrund von Fertigungstoleranzen ggf. hän-
disch erfolgen, bevor die Qualitätssicherung die Endabnahme vornimmt.
2.1.2 Berechnung von Formabweichungen in Fertigungsprozessen
Die im vorhergehenden Abschnitt beschriebenen Prozessschritte zur Herstellung von
Karosseriebauteilen aus Blech können mittels FE-Simulation (vgl. [13]) abgesichert
und optimiert werden. Dafür werden meist Programme eingesetzt, die speziell für
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den jeweiligen Fertigungsprozess entwickelt wurden. Dabei wird die Notwendigkeit
zur Übertragung von Berechnungsergebnissen - wie Deformationen, Spannungen,
Blechdicken oder plastischen Dehnungen - in den nächsten Berechnungsschritt der
Prozesskette kontrovers diskutiert. Im Folgenden sollen zunächst die Simulations-
methoden erläutert werden, welche in der Automobilindustrie zur Berechnung von
Formänderungen eingesetzt werden. Schließlich werden im letzten Abschnitt die Er-
kenntnisse und Vorschläge zur Handhabung hinsichtlich der Prozesskettensimulation
zusammengefasst.
Umformsimulation
Umformsimulationen stellen üblicherweise den ersten Berechnungsschritt innerhalb
der Fertigungsprozesskette bei Automobilherstellern dar. Mit Hilfe von speziell auf
diesen Prozess zugeschnittenen Programmen sind Spannungen, plastische Deh-
nungen, Blechausdünnung und gegebenenfalls die Rückfederung für alle Zieh- und
Abstelloperationen auf Schalennetzbasis berechenbar [7]. Eine neue Anwendung
der Simulationsmethode stellt die Vorhersage von Kantenrissen beim Umformen von
hochfesten Stählen dar [14].
Neben den klassischen inkrementellen Berechnungsverfahren, bei denen Kenntni-
se über die Werkzeuggeometrie und die Reibflächen Voraussetzung sind, existieren
sogenannte inverse Solver. Deren Vorteil ist, dass alle in der frühen Produktentste-
hungsphase noch nicht bekannten Wirkflächen vernachlässigt und ausschließlich die
Bauteilgeometrien zur Berechnung verwendet werden können. Allerdings sollten die-
se nur bei geringen Ziehtiefen eingesetzt werden, da sonst nur ca. halb so große
plastische Dehnungen wie beim inkrementellen Verfahren ausgegeben werden [15].
Weiterhin ist die Berechnung der Rückfederung nicht möglich, da die Zielgeometrie
direkt vorgegeben ist, worauf die erforderlichen Spannungen optimiert werden.
Fügesimulation
Mit Hilfe von Fügesimulationen kann die Machbarkeit von verschiedenen Fügetech-
niken prognostiziert werden, wie z. B. Nietverbindungen [14]. Kommerzielle Berech-
nungsprogramme werden aber auch zur Bewertung von Bauteilverzügen im Karosse-
riebau eingesetzt, wofür unterschiedliche Methoden für mechanische und thermische
Fügeverfahren herangezogen werden können.
Zur Simulation der Auswirkung punktförmigen mechanischen Fügens existiert ei-
ne Ersatzmodellmethode, nach der die Eigenspannungen und plastischen Dehnun-
gen anhand von Probekörpern kalibriert werden [16]. Unter Berücksichtigung der
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Spannerpositionen werden die gewonnenen Ersatzlasten auf das Schalennetz auf-
gebracht, wodurch sich eine Formänderung nach Lösen der Spanner einstellt. Vorteil
der Methode ist die schnelle Anwendbarkeit für Fahrzeuganbauteile, sofern für die
gewählte Fügetechnik Ersatzmodelle vorliegen. Nachteil ist, dass nur vergleichbare
Geometrien bewertet werden können und keine physikalisch korrekte Wechselwir-
kung der Realgeometrie mit dem Fügeelement berücksichtigt wird. Eine durchgän-
gige Verwendung desselben Schalennetzes von Umform- bis zur Falzsimulation ist
jedoch möglich. Eine vergleichbare Vorgehensweise wurde zur Schweißverzugssi-
mulation von Anbauteilen aus Aluminium untersucht, wobei eine Abweichung von
weniger als 20 % zur Messung festgestellt wurde [17].
Der physikalisch detaillierte Ansatz für die Schweißverzugssimulation mittels ther-
momechanischer Kopplung wird in [18] hinsichtlich der Sensitivität von Werkstoffei-
genschaften untersucht. Während bei der Ersatzmodellmethode temperaturabhän-
gige Daten nicht notwendig sind und allein der Verzug kalibriert wird, spielen hier
die Werkstoffeigenschaften die entscheidende Rolle. Größten Einfluss haben dabei
Wärmekapazität, Dichte, E-Modul, Streckgrenze und Wärmeausdehnung. Entspre-
chend muss hier der Wärmeeintrag detailliert abgebildet werden, was auf Basis fein
vernetzter Volumenelemente erfolgt [19]. Die Verwendung von Ergebnisgrößen aus
einer vorhergehenden Umformsimulation ist damit nicht verlustfrei möglich. Ein Bei-
spiel für die industrielle Anwendung einer thermomechanisch gekoppelten Schweiß-
verzugssimulation anhand einer Tür aus Aluminiumblech stellt [20] dar. Dabei konnte
der Verzug durch Variantensimulation minimiert werden.
Falzsimulationen wurden bislang im industriellen Umfeld vor allem eingesetzt, um die
erforderlichen Flanschlängen zu bestimmen [21]. Darüber hinaus kann die Simulati-
on auch genutzt werden, um das Rückfederungsverhalten einer gefalzten Baugruppe
darzustellen. Dabei kann auf das identische Schalennetz von Umformsimulationen
zurückgegriffen werden, wodurch kein Datenverlust durch Mapping hingenommen
werden muss.
Wärmeverzugssimulation in Lacktrocknern
Das Deformationsverhalten von Bauteilen in Trocknungsprozessen kann unter Be-
rücksichtigung verschiedener, thermisch aktivierter Mechanismen berechnet werden,
wofür im ersten Schritt die Simulation der Temperaturverteilung erforderlich ist. Eine
Möglichkeit ist dabei die Anwendung von Strömungssimulationen, welche die best-
mögliche Approximation der realen instationären Wärmeverteilung auf Fahrzeugka-
rosserien darstellt. Allerdings beträgt die Rechendauer für einen Trocknerdurchlauf
mehrere Wochen [22]. Auch die Modellerstellung erfordert den Aufbau eines spezi-
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ellen Oberflächennetzes, das keine direkte Übertragung der Temperaturen auf ein
Strukturnetz zur Berechnung der Deformationen erlaubt [23]. Die deutlich performan-
tere, halbempirische Ersatzmethode wird seit ca. 15 Jahren in der Industrie einge-
setzt und beschreibt den Wärmeeintrag in die Karosserie geometriebasiert mit Hilfe
von Regelroutinen, vgl. [24] und [25]. Im Gegensatz zur Strömungssimulation sollten
hierfür bereits Temperaturmessungen existieren, um die unbekannten Wärmeüber-
gangskoeffizienten zu kalibrieren. Daher eignet sich diese Methode nur bedingt zur
Auslegung von Anlagen, bietet jedoch den Vorteil, die Temperaturen ohne Mapping
auf den Schalennetzen zu berechnen, die auch für die Verzugssimulation eingesetzt
werden.
Auf Basis des transienten Aufheiz- und Abkühlverhaltens wird in der darauf folgenden
Verzugssimulation das Wärmeausdehnungsverhalten der Karosseriestruktur berech-
net. Formabweichungen können dabei aufgezeigt werden, sofern Relativbewegun-
gen an Klebeflanschen auftreten, die durch die üblichen Einkomponentensysteme fi-
xiert werden [26]. Ein weiterer berücksichtigter Einfluss ist die Überschreitung von
Warmstreckgrenzen in Blechbauteilen [5]. Bei Mischbaukarosserien werden diese
Effekte noch durch unterschiedliche Wärmeausdehnungen zwischen verschiedenen
Bauteilen verstärkt, wobei auch Klebstoffversagen auftreten kann [27, 6]. Die Berück-
sichtigung von Kriecheffekten in Aluminiumblechen findet derzeit nicht statt. Hinweise
darauf, dass dieser Effekt eine Rolle spielt, geben Baugruppenversuche in [8]. Dar-
in wurden Formänderungen festgestellt, die jedoch nicht mit der Überschreitung von
Warmfließkurven erklärt werden konnten.
In jedem Fall treten während der Aufheizphase zunächst hohe Druckspannungen
infolge der behinderten Wärmeausdehnung auf, weshalb auch geometrisch nicht-
lineare Effekte abzusichern sind (vgl. Abschnitt 2.2). Beispiele, in denen beulkriti-
sche Strukturen frühzeitig mit Hilfe einer nichtlinearen Wärmeverzugssimulation ab-
gesichert werden konnten, sind anhand eines Schwellers in [28] oder anhand eines
Daches in [29] veröffentlicht.
Simulation von Montageeinflüssen
Berechnungen von Formabweichungen für den Fertigungsabschnitt der Montage ha-
ben in aller Regel das Ziel, die Funktions- und Anmutungsmerkmale hinsichtlich Fu-
genbündigkeiten zu optimieren, wobei die Eingangsparameter für die FE-Simulation
nach Vorgabe einer Wahrscheinlichkeitsverteilung definiert werden können [30]. Be-
züglich der Lastfälle können so vor allem Verspannungen und deren Auswirkung auf
das Fugenbild aufgrund von toleranzbehafteten, überbestimmten Fixierungen oder
bekannten Montagekräften wie z. B. Gasdruckfedern betrachtet werden.
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Bewertungen zur Prozesskettensimulation
Nach ausführlicher Recherche und Diskussion der aktuellen Berechnungsmöglichkei-
ten kommt [15] zu dem Ergebnis, dass aufgrund zukünftiger Herausforderungen zu-
mindest die Möglichkeit zur durchgängigen Prozesskettensimulation geschaffen bzw.
untersucht werden muss. Die Notwendigkeit zur Absicherung jedes Prozessschrittes
unter Berücksichtigung relevanter Wechselwirkungen wird auch in [31] aufgezeigt,
jedoch mit der Einschränkung, dass die durchgehende Simulation (Umformen und
Fügen) nicht immer sinnvoll ist. Insbesondere bei hoher Problemkomplexität wird hier
der Abgleich mit vereinfachten Laborbauteilen empfohlen, um sicher zu sein, dass
alle Haupteinflussgrößen berücksichtigt sind.
Die Problematik bei der Übertragung von Ergebnisdaten wurde aktuell in [17] zu-
sammengefasst. Die größte Herausforderung ist demnach noch immer der Umgang
mit verschiedenen Netzen, die verhindern, dass alle Ergebnisgrößen in gleicherma-
ßen hoher Güte an die darauf folgende FE-Simulation übergeben werden können.
Einen Vorteil bietet hier die Einbringung von zuvor kalibrierten Eigenspannungen auf
ein Schalennetz, die aus der Umformsimulation ohne Neuvernetzung übernommen
werden [16]. Am Beispiel der Berücksichtigung von Umformsimulationsergebnissen
in der physikalisch korrekteren Schweißverzugssimulation ist nach [32] vor allem auf
vergleichbare Netzgrößen und geringe geometrische Abweichungen zu achten, um
den Fehler bei der Ergebnisübertragung (= Mapping) zu minimieren.
Eine Bewertung der Relevanz für die Kopplung von Umform- und Wärmeverzugssi-
mulation wurde in [33] durchgeführt mit dem Ergebnis, dass hohe Umformgrade einen
möglichen Wärmeverzug von Blechbauteilen in Folgeprozessen minimieren. Kriech-
effekte, die bei Aluminiumbauteilen auftreten können, wie in Kapitel 2.3.3 dargestellt,
wurden dabei allerdings nicht berücksichtigt.
Die Montagesimulation bildet das Ende der Prozesskette ab, weshalb die Mapping-
Problematik hier ebenfalls zutrifft. Sollen bereits in der virtuellen Phase kritische
Formabweichungen für die Montage erkannt und korrigiert werden, so müssen alle
Haupteinflussgrößen in den vorgelagerten Prozesssimulationen berücksichtigt wor-
den sein.
2.1.3 Messtechnische Analyse von Formabweichungen
Zur messtechnischen Bewertung der Formabweichungen von Fahrzeugkarosserien
werden taktile und optische Systeme eingesetzt. Da der Schwerpunkt in dieser Arbeit
auf der Analyse von Formänderungen einer einzelnen Baugruppe mit Fokus auf der
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Oberfläche liegt, werden im Folgenden die für solche Zwecke eingesetzten Messsys-
teme und Auswertungsmethoden kurz erklärt.
Messsysteme zur Oberflächenanalyse
Es können verschiedene Messsysteme eingesetzt werden, um die beschriebenen
Formabweichungen zu quantifizieren. Zur Analyse von Oberflächen bei der Herstel-
lung von Blechbauteilen eignen sich insbesondere optische 3D-Messsysteme, mit
denen sich Formänderungen statisch oder dynamisch erfassen lassen [34]. Zur sta-
tischen Analyse der Formänderung zwischen zwei Fertigungsprozessschritten wer-
den Streifenprojektionssysteme in Verbindung mit einer vorhergehenden Fotogram-
metrie verwendet, um die Messgenauigkeit zu erhöhen. Die Fotogrammetrie dient
dazu, Referenzpunkte innerhalb des Messvolumens der zu scannenden Oberfläche
einzumessen. Danach lassen sich die gescannten Teiloberflächen anhand dieser Re-
ferenzpunkte exakt zueinander positionieren. Die genaue Funktionsweise der Mess-
methoden ist z. B. in [35] beschrieben. Weiterhin können gescannte Flächen für die
FE-Simulation rückgeführt werden, um reale Produkte virtuell zu analysieren und zu
beeinflussen [36, 37]. Dynamische Messungen werden wiederum z. B. zur Analyse
von Wärmeausdehnungen komplexer Baugruppen eingesetzt, wobei die Messung
durch eine Glasscheibe erfolgt [38].
Bestimmung der Messunsicherheit
Bei jeder Messung treten Abweichungen auf, die in systematische und zufällige An-
teile untergliedert werden können, vgl. Bild 5. Zufällig auftretende Messabweichun-
gen können anhand von Wiederholmessungen ermittelt werden [39]. Sind die sys-
tematischen Abweichungen bekannt, so wird das Messergebnis ggf. entsprechend
korrigiert, wie z. B. der Einfluss der Umgebungstemperatur. Beträgt der Temperatur-
unterschied einer Messumgebung von Sommer zu Winter ∆T = 10 K, so würde das
Ergebnis bei der Messung eines 1000 mm langen Aluminiumbauteils allein dadurch
um mehr als 0,2 mm verändert. Sind systematische Abweichungen nicht bekannt, so
werden sie wie zufällige Messabweichungen behandelt [35].
Jedes Messsystem weist eine von der Messaufgabe abhängige Messunsicherheit
auf, die ausschlaggebend für die positive oder negative Bewertung eines Bauteils
ist. In Bild 6 ist der Einfluss der Messunsicherheit auf den Konformitätsbereich dar-
gestellt, innerhalb dessen ein Messwert die Anforderungen erfüllt. Daraus wird er-
sichtlich, dass sich die Messunsicherheit stets negativ auf die Bauteilbewertung aus-
wirkt, da sie das zulässige Toleranzfenster weiter einschränkt. Zu berücksichtigen ist
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Bild 5: Zusammenhang zwischen Messabweichung, Messunsicherheit und Messergebnis, nach [39]
jedoch, dass sich der zufällige Anwenderfehler oftmals größer darstellt als der je-
des anderen Unsicherheitsfaktors. Bereits in den 1920er Jahren stellte BERNDT die
von den Franzosen erstmalig als Goldene Regel bezeichnete Faustformel auf, dass
die Messunsicherheit 10 bis maximal 20 % der zulässigen Toleranz betragen sollte
[40].
Bild 6: Definition des Unsicherheitsbereiches, nach [41]
Die Messunsicherheit lässt sich nach Gleichung (1) auf Basis einer Versuchsreihe







Zur Vergleichbarkeit verschiedener Messungen muss die Lage des zu analysierenden
Bauteils im Raum wiederholgenau bestimmbar sein. Bei der Analyse von Formände-
27
rungen entlang der Fertigungsprozesskette wird hierfür die sogenannte Referenz-
Punkt-Systematik (RPS) nach DIN ISO 5459 eingesetzt [16, 8]. Dabei werden auf
jedem Bauteil Punkte entsprechend der 3-2-1-Regel für eine statisch bestimmte La-
gerung definiert. Diesen Punkten sind jeweils die zu sperrenden translatorischen Frei-
heitsgrade zugeordnet, welche sich i. d. R. auf das Fahrzeugkoordinatensystem be-
ziehen, vgl. Bild 7. Die Referenzpunkte sind an möglichst stabilen Bereichen des
Bauteils zu setzen, damit die Annahme eines starren Körpers gerechtfertigt ist. Bei
biegeweichen Bauteilen, wie z. B. dünnen Außenhautblechen, werden zusätzliche










Bild 7: Beispielhafte RPS-Bezeichnung eines Bauteils (a) mit Bezug auf das globale
Fahrzeug-Koordinatensystem (b), nach [42]
Wird nun die Maßhaltigkeit eines Bauteils anhand des CAD-Datensatzes geprüft, so
werden die zu vergleichenden Geometrien anhand dieser Punkte zueinander ausge-
richtet. Somit erlaubt diese Methode die Analyse von Prozessveränderungen, indem
zwei Oberflächenscans z. B. nach Karosseriebau und nach Lackierung durchgeführt,
anhand RPS zueinander ausgerichtet werden und der Unterschied bestimmt wird.
Weiterhin werden Toleranzkettenuntersuchungen auf Basis solcher RPS aufgebaut
[43].
2.2 Stabilitätsprobleme dünnwandiger Schalen
Karosserieleichtbau wird konstruktiv unter anderem durch Nutzung möglichst dünner
Bauteile umgesetzt. Durchlaufen Karosserien den Lacktrocknungsprozess, stellt sich
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daher automatisch die Frage nach der Beulneigung unter thermischer Druckbelas-
tung, die in Wechselwirkung mit den Werkstoffeigenschaften ggf. sichtbare Welligkei-
ten bewirkt.
Mit wissenschaftlichen Stabilitätsbetrachtungen von Schalenstrukturen wurde bereits
Ende des 19ten Jahrhunderts begonnen, wobei deren Anwendung auf die Bau-,
Schiffsbau- und Luftfahrtbranche abzielte [44]. Bis in die 1960er Jahre hinein wurden
die Grundlagen zur Berechnung mathematisch geschlossen beschreibbarer Geome-
trien weitestgehend geschaffen [45]. In Abschnitt 2.2.1 werden dabei zunächst die
Stabilitätsprobleme dargestellt, die auf das thermische Beulen von Außenhautbautei-
len im Fahrzeugbau übertragbar sind. Mit der Verfügbarkeit leistungsfähiger Compu-
ter wurde weiterhin ab den 1970er Jahren Möglichkeiten zur Berechnung beliebiger
Strukturen geschaffen, die in Abschnitt 2.2.2 beschrieben werden. Bis heute ent-
standen aus diesen Aktivitäten kommerzielle Berechnungsprogramme wie Abaqus,
Ansys oder Nastran. Eine umfassende Zusammenfassung der jahrzehntelangen For-
schungsaktivitäten zum Schalenbeulen metallischer Strukturen ist in [46] nachzule-
sen. Trotz des langjährigen Aufwandes, der in die Aufstellung von Stabilitätstheorien
investiert worden ist, treten bis heute beträchtliche Differenzen zwischen Theorie und
Praxisversuchen auf, die nur durch Berücksichtigung von Imperfektionen in der Be-
rechnung zu verringern sind [47].
2.2.1 Erscheinungsformen von Stabilitätsproblemen
Grundsätzlich existieren die beiden Stabilitätsprobleme Verzweigen und Durchschla-
gen, die auch ineinander übergehen können. Das wohl anschaulichste Beispiel für
ein Verzweigungsproblem ist der auf Druck beanspruchte, elastische Stab, dessen
Ausknickverhalten bereits im Jahr 1744 durch EULER beschrieben wurde [48]. Ab-
hängig von geometrischen Faktoren sowie den Lagerbedingungen an den Staben-
den lassen sich kritische Lasten bestimmen, ab welchen der ideale Stab ausknickt.
Durchschlagprobleme werden hingegen oftmals anhand eines Zweibockes erklärt.
Für die detaillierte Beschreibung dieser Fälle sei auf [49, 50] verwiesen.
Verzweigen
Verzweigungsprobleme lassen sich im Allgemeinen durch eine kritische Last Pkr
kennzeichnen, ab der jede weitere Lasterhöhung ein Ausweichen der Struktur senk-
recht zur Belastungsrichtung bewirkt [51]. Als kritische Last kann bei thermisch be-
dingten Spannungen auch die Temperatur verstanden werden. Ab dem Verzwei-
gungspunkt ist der Verschiebungszustand nicht mehr eindeutig, sodass theoretisch
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ein Kräftegleichgewicht auf dem Primär- und Sekundärpfad gefunden werden kann.
Geringste Störungen im System lösen jedoch das Ausweichen auf den Sekundärpfad
aus, der durch ein geringeres Kraftniveau gekennzeichnet ist als der dann instabile

















Bild 8: Last- Verschiebungsverlauf von a) stabilem Verzweigen; b) instabilem Verzweigen nach [51]
Kann die Struktur ab dem Verzweigungspunkt höhere Lasten aufnehmen, so wird
das Verhalten als stabil bezeichnet, siehe Bild 8a). Entsprechend wird von instabilem
Nachbeulverhalten gesprochen, wenn die Last nicht aufrecht erhalten werden kann,
siehe Bild 8b). Das Nachbeulverhalten von rein thermisch belasteten Strukturen stellt
sich prinzipiell unkritischer hinsichtlich Strukturversagen dar als mit überlagerter me-
chanischer Last [52]. Dennoch können thermisch bedingte, irreversible Beulen aus
optischen Gesichtspunkten bei Fahrzeugkarosserien inakzeptabel sein [53].
Durchschlagen
Im Gegensatz zu instabilen Verzweigungsproblemen wird beim Durchschlagen nach
Erreichen von Pkr ein Kraftminimum durchlaufen bis die Struktur eine andere Gleich-
gewichtslage einnimmt, die oftmals der gespiegelten Ausgangslage ähnelt. Sobald
die neue Gleichgewichtslage erreicht ist, können - wie beim stabilen Verzweigen -
weiter Kräfte übertragen werden. Ein einfaches Beispiel wäre das „Durchschnap-
pen“ eines Karosseriebleches, wenn mit zu großer Kraft poliert wird. Im rein elas-
tischen Fall würde das Blech hier wieder nach Entlastung in die Ausgangsposition
zurückschnappen. Dieses Verformungsverhalten ist hochgradig nichtlinear [47] und











Bild 9: Last-/ Verschiebungsverlauf eines Durchschlagproblems nach [51]
2.2.2 Berechnung von Stabilitätsproblemen
Die klassische Stabilitätstheorie geht von Membranspannungszuständen in der Scha-
le aus, d. h. einer konstanten Spannungsverteilung über die Blechdicke. Zug- und
Druckspannungen senkrecht zur Blechebene werden aufgrund der Dünnwandigkeit
gänzlich vernachlässigt und auf Null gesetzt. Aufgrund von Störungen oder Lager-
bedingungen im System ist der Membranspannungszustand in der Praxis jedoch
kaum erreichbar, sodass sich meistens ein Biegespannungszustand einstellt. Bie-
gespannungen über der Schalendicke sind wiederum nur relevant, sofern diese die
Streckgrenze überschreiten [54, 47]. Um dies feststellen zu können, ist für komplexe
Bauteile die Anwendung von FE-Simulationen notwendig. Dabei gilt es, durch iterati-
ve Berechnung des Verschiebungszustandes u ein Gleichgewicht zwischen inneren
I und äußeren Kräften P gemäß Gleichung (2) herzustellen [55]. K stellt darin die
Steifigkeitsmatrix der Schale dar.
G = I−P = Ku−P = 0 (2)
Getrieben durch das Bauwesen wurde eine Norm zur Absicherung der Stabilität von
Stahlkonstruktionen [56] erstellt. Diese Norm klassifiziert Berechnungsmethoden, die
sich ohne weiteres auch auf allgemeines Schalenbeulen anwenden lassen. Die ent-
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sprechenden in Kapitel 5 und 6 angewendeten Methoden werden nun kurz erläu-
tert.
Lineare elastische Verzweigungsberechnung (LBA)
Verzweigungspunkte können in der FE-Simulation nach Gleichung (3) identifiziert
werden [57]. K0 stellt darin die Steifigkeitsmatrix des Ausgangszustandes dar, wel-
che auch Vorspannungen und Einspannbedingungen beinhaltet. K∆ beschreibt die
Steifigkeitsmatrix unter Berücksichtigung der zu prüfenden Last. Die Addition des Pro-
duktes aus K∆ und entsprechenden skalaren Eigenwerten λi führt schließlich zu ei-
ner nichttrivialen Lösung des Gleichungssystems. Dabei steht ui für den Eigenvektor,
der die zugehörigen Verschiebungen normiert beschreibt. Durch visuelle Darstellung
von ui kann der beulkritischste Bereich einer Struktur identifiziert werden, was übli-
cherweise beim ersten Eigenwert i =1 der Fall ist.
[K0 + λiK∆]ui = 0 (3)
Die Laststeuerung erfolgt bei thermischen Analysen durch schrittweises Erhöhen der
Temperatur bis der erste Eigenwert erreicht wird. Das Werkstoffverhalten beim Auf-
bringen der Prüflast ist bei diesen Analysen linear elastisch, sodass die Verschiebun-
gen beim geometrisch ebenfalls linearisierten Berechnungsansatz zur aufgebrach-
ten Last stets proportional sind [13]. Geometrische und materielle Nichtlinearitäten
können optional in einem ersten Berechnungsschritt zum Aufbringen einer Vorlast
berücksichtigt werden, vgl. GMNA.
Bei Einzelbetrachtungen von Karosserieaußenhautbauteilen können die angrenzen-
den Verbindungsflächen zum nächsten Bauteil die Einspannung darstellen. Allerdings
wird eine Nullverschiebung am Rand in realen Karosserien nie erreicht, da die Ver-
bindungszone selbst [8], wie auch die angebundene Struktur nachgeben. Dieses in
der Regel elastische Nachgeben des Gesamtsystems muss aufgrund der Komplexi-
tät mit einer GMNA berechnet werden, die auch das instationäre Aufheizverhalten mit
berücksichtigt.
Geometrisch und materiell nichtlineare Berechnung (GMNA)
Im Gegensatz zum geometrisch linearen Ansatz wird die Gleichgewichtsfunktion G
im geometrisch nichtlinearen Fall abhängig vom aktuellen Verschiebungszustand ui,
sodass sich das Gleichgewicht mit den äußeren Kräften nur iterativ bestimmen lässt.
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Folglich muss die Steifigkeitsmatrix für jede Iteration neu berechnet werden, was
zu entsprechend längeren Rechenzeiten führt. Dieser Nachteil muss aber in Kauf
genommen werden, da Schalen im Unterschied zu anderen Strukturen weit unter-
halb der mit einer LBA berechneten kritischen Last versagen können [47]. Das in
vielen kommerziellen Berechnungsprogrammen eingesetzte Newton-Raphson-Ver-
fahren verwendet dabei die sog. Tangentensteifigkeitsmatrix KT nach Gleichung (4)
[55].
KT(ui)∆ui+1 = −Gi (4)
In Bild 10 ist der Iterationsverlauf bei einem nichtlinearen Kraft-Verschiebungsverlauf
beispielhaft dargestellt. Die Iterationen werden dabei abgebrochen, sobald die Diffe-
renz aus äußeren und inneren Kräften einen vom Anwender definierten Grenzwert
nahe Null unterschreitet. Bei der Anwendung dieser Methode kann die Vorgabe der
äußeren Kräfte last- oder verschiebungsgesteuert innerhalb einer zu definierenden
Zeit erfolgen. Die Kopplung mit nichtlinearem Werkstoffverhalten - wie z. B. Plastizität
oder Kriechen - ist somit möglich, vgl. Abschnitt 2.3. Da außerdem die Wärmeaus-
dehnung infolge des Aufbringens einer Temperatur implizit eine Verschiebungssteue-
rung bedeutet, sind prinzipiell auch Durchschlagprobleme berechenbar, sofern der











Bild 10: Iterationsverlauf nach dem Newton-Raphson-Verfahren bei gegebener Last P nach [55]
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Eine Möglichkeit zur stabileren Analyse von Durchschlagproblemen ist das von RIKS
entwickelte Bogenlängenverfahren [58]. Im Gegensatz zum Newton-Raphson-Ver-
fahren wird hierbei die Bogenlänge des KraftVerschiebungsverlaufes anstatt der Zeit
als Maß für den Berechnungsfortschritt verwendet. Hauptvorteil der Methode ist, dass
die Last durch Einführung einer geometrischen Nebenbedingung ebenfalls Teil der
Lösung ist und somit der Kraftabfall beim Durchschlagen (vgl. Bild 9) stabiler berech-
net werden kann [55]. Bei der Anwendung auf thermomechanische Probleme wird
die Temperatur als Parameter zur Steuerung der Last gesetzt. Bei Erreichen eines
Durchschlagpunktes aufgrund der sich aufbauenden inneren Spannungen wird die
Temperatur global über einen Lastvorfaktor herabgesetzt, um dem Entlastungspfad
folgen zu können. Das Bogenlängenverfahren eignet sich daher nicht für die Validie-
rung von heterogenem Aufheizverhalten von Strukturen. Weiterhin ist die Anwendung
auf Probleme mit zeitabhängigem Werkstoffverhalten aufgrund der geometriebasier-
ten Inkrementierung nicht möglich. Eine ausführlichere Zusammenfassung des auf-
grund der Einschränkungen in dieser Arbeit nicht weiter verwendeten Verfahrens lässt
sich z. B. in [51] nachlesen.


















Bild 11: Last- Verschiebungsverlauf mit Imperfektionen von ursprünglich a) stabilem Verzweigen; b)
instabilem Verzweigen nach [51]
Die bisher beschriebenen Berechnungsmethoden gehen immer von einer idealen
Geometrie aus, sodass theoretisch ein instabiler Deformationszustand auf dem Pri-
märpfad berechnet werden kann. Tatsächlich weicht jedoch jede Struktur aufgrund
von Fertigungstoleranzen oder Werkstoffinhomogenitäten vom in der Berechnung
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hinterlegten Idealzustand ab. Entsprechend existiert in der Praxis kein spontanes
Beulen an theoretischen Verzweigungspunkten, da die Deformation dem durch die
Imperfektion vorgegebenen Pfad folgen wird [59], siehe Bild 11. Im stabilen Fall ent-
steht aus dem Verzweigungsproblem ein reiner geometrisch nichtlinearer Zusam-
menhang während der instabile Fall in ein Durchschlagproblem mit einer neuen kriti-
schen Last Pkr′ übergeht.
Imperfektionen können durch künstliche Kräfte oder geometrische Vorgaben in das
System eingebracht werden, um den Berechnungsalgorithmus auf den kritischer Se-
kundärpfad zu lenken [51, 55]. Üblich ist hierbei das Aufbringen einer skalierten Ei-
genform aus einer vorhergehenden LBA, da Messdaten in der Regel nicht in der
Entwicklungsphase vorliegen. Alle Methoden sind jedoch spekulativ und führen nicht
immer sicher zum Ziel, weshalb die Integration von realistischen Fertigungstoleran-
zen eine der größten Herausforderungen darstellt [60, 46].
2.3 Temperaturabhängige Werkstoffeigenschaften von
Al MgSi-Legierungen
In Abschnitt 2.1.2 wurde die Kenntnis über irreversible Werkstoffeigenschaften als
maßgeblich für die Simulation von Formänderungen im Lacktrocknungsprozess her-
ausgestellt, weshalb im Folgenden die Grundlagen zum temperaturabhängigen Ver-
halten von Aluminium zusammengefasst werden. Die Zusammenfassung beschränkt
sich soweit möglich auf die für Außenhautbauteile typischen Al MgSi-Legierungen im
relevanten Temperaturbereich von 0 ≤ ϑ ≤ 200 °C.
2.3.1 Physikalische Eigenschaften
Zunächst werden die physikalischen Eigenschaften betrachtet, mit denen v. a. das
thermische Verhalten beschrieben werden kann. Sämtliche Kennwerte können dabei
der einschlägigen Literatur entnommen werden.
Wärmebehandlungszustände im Fertigungsprozess
Bei Blechen aus Al MgSi-Legierungen sind verschiedene Wärmebehandlungszustän-
de im Herstellungsprozess zu berücksichtigen, die im einzelnen in [61] definiert sind.
Relevant für den KTL-Trocknungsprozess sind im Wesentlichen die Zustände T4 und
T6. T4 beschreibt den lösungsgeglühten und kaltausgelagerten Zustand, der bei An-
lieferung im Presswerk vorherrscht. Die Streckgrenze ist in diesem Zustand nied-
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rig und die Bruchdehnung hoch, wodurch sich der Werkstoff gut umformen lässt.
Durch die Umformung wird der Werkstoff kaltverfestigt und erfährt im KTL-Trock-
nungsprozess bei ϑ = 200 °C Umlufttemperatur über ca. t = 30 min eine wei-
tere Festigkeitssteigerung, die schließlich den warmausgelagerten Zustand T6 be-
schreibt. Die Festigkeitssteigerung wird dabei durch Ausscheidungshärtung erzielt,
welche das Kriechverhalten (vgl. Abschnitt 2.3.3) überlagert, sofern eine Belastung
im T4-Ausgangszustand bei erhöhten Temperaturen aufgebracht wird [62]. Die Aus-
scheidungshärtungsprozesse finden auf Nanometerebene statt und lassen sich nur
indirekt über Auswertung von Differentialthermoanalyse (DTA), Leitfähigkeitsmessun-
gen, Röntgenstrahlbeugung, Positronenspektroskopie (PALS), 3D-Atomprobe (AP),
Mikroanalyse und Myon-Spektroskopie interpretieren [9].
Schmelztemperatur
In Tabelle 1 sind die Schmelztemperaturen verschiedener Al MgSi-Legierungen auf-
geführt, bis zu der eine vollständig feste Phase vorliegt. Abhängig von der Legie-
rungszusammensetzung, jedoch unabhängig vom Wärmebehandlungszustand, liegt
diese zwischen 600≤ ϑ ≤ 615 °C [9]. Die Schmelztemperatur in der Kelvin-Skala TM
wird üblicherweise zur Bestimmung der „homologen Temperatur“ verwendet, die das
Verhältnis aus Betriebstemperatur T und TM beschreibt. Anhand diesem Verhältnis
werden dem Werkstoff verschiedene thermisch aktivierte Prozesse zugeschrieben,
vgl. Abschnitt 2.3.3.
Tabelle 1: Solidustemperaturen verschiedener Al MgSi-Legierungen [9]
CEN-(AA)-Nr. CEN-Bezeichnung ϑM [°C] TM [K]
EN AW-6005 Al SiMg 605 878
EN AW-6016 Al Si1,2Mg0,4 610 883
EN AW-6060 Al MgSi 615 888
EN AW-6063 Al Mg0,7Si 615 888
EN AW-6106 Al MgSiMn 600 873
Dichte
Die Dichte ρ ist eine entscheidende Kenngröße, weshalb Aluminiumlegierungen in
Fahrzeugkarosserien eingesetzt werden. Mit einem theoretischen Gewichteinsparungs-
potenzial von ca. 40 % gegenüber Stahl wird Aluminium beim Vergleich verschie-
dener konstruktionsrelevanter Metalle nur von Magnesium überboten [3]. Bei Legie-
rungsbildung ändert sich die Dichte nur in geringem Maße von -2 bis +3 % bezogen
auf den Wert für Reinaluminium von ρ = 2,70 kg/dm3 [9]. Für Al MgSi-Legierungen
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beträgt ρ = 2,71 kg/dm3 bei ϑ = 20 °C und ist vor allem bei Eigengewichtsanalysen
oder der Berechnung von Aufheiz- und Abkühlzeiten zu berücksichtigen. Die Tempe-
raturabhängigkeit der Dichte ist nach [63] zu vernachlässigen.
Spezifische Wärmekapazität
Ebenfalls kaum von der Legierungszusammensetzung abhängig ist die spezifische
Wärmekapazität cp [63], welche die im Werkstoff gespeicherte Wärmeenergie je Ki-
logramm und Grad Kelvin angibt. Für alle gängigen Al MgSi-Legierungen liegt cp bei
Raumtemperatur zwischen 892 und 898 J/kg·K, wobei der Wärmebehandlungszu-
stand keinen Einfluss zeigt [9]. Da cp mit zunehmender Temperatur ansteigt, wird
bei Berechnungen die mittlere spezifische Wärmekapazität cpm|ϑ2ϑ1 °C zwischen zwei
Temperaturen ϑ1 und ϑ2 verwendet [64]. Werden die in Tabelle 2 angegebenen Werte
für Aluminium durch eine kubische Spline-Funktion auf den interessierenden Bereich
zwischen 0 ≤ ϑ ≤ 200 °C interpoliert, beträgt cpm|2000 °C = 932 J/kg·K.
Tabelle 2: Mittlere spezifische Wärmekapazität cpm|ϑ20 °C in J/kg·K [64]
ϑ2 [°C] 100 300 500
Aluminium 908 954 992
Stahl, 0,2% C 473 502 540
Bei gleichem Wärmeeintrag erwärmt sich 1 kg Aluminium langsamer als 1 kg Stahl,
dessen cpm nur ca. halb so groß ist. Für ein realistischeres Szenario muss jedoch die
Wärmeaufnahmefähigkeit volumenbezogen betrachtet werden, da in der Regel bei
Substitution von Stahl durch Aluminium Gewicht eingespart wird und sich der Effekt
aufgrund der geringeren Dichte von Aluminium umkehrt. Volumenbezogen erwärmt
sich Aluminium folglich ca. 1,5 Mal schneller als Stahl bei gleichem Wärmeeintrag.
Zur besseren Lesbarkeit wird im Folgenden anstatt cpm|2000 °C stets cp geschrieben.
Wärmeleitfähigkeit
Die Wärmeleitfähigkeit κ hängt von der Legierungszusammensetzung ab und liegt
für Al MgSi-Legierungen bei Raumtemperatur im unausgehärteten T4-Zustand zwi-
schen 155 und 197 W/m·K. Im ausgehärteten Zustand T6 nehmen die Werte um bis
zu 10 % zu und betragen zwischen 166 und 209 W/m·K [63, 9]. Diese Werte sind im
Vergleich zu niedrig legierten Stählen ca. vier Mal so hoch, woraus im Bauteil bei
lokaler Hitzeeinwirkung ein schnellerer Wärmetransport in die umliegenden Bereiche
resultiert. Wird exemplarisch die Legierung EN AW-6060 T6 zur Bewertung der Tem-
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peraturabhängigkeit betrachtet, so nimmt die Wärmeleitfähigkeit zwischen 0 ≤ ϑ ≤
200 °C um knapp 4 % ab [63] und ist damit zu vernachlässigen.
Wärmeausdehnung
Bei der Betrachtung von Mischbaukarosserien aus Aluminium und Stahl im Lacktrock-
nungsprozess stellt der Wärmeausdehnungskoeffizient α einen der wichtigsten Kenn-
werte dar [33]. Nicht vernachlässigt werden sollte dabei die Temperaturabhängigkeit
bis ϑ = 200 °C. α wird als mittlerer linearer Wärmeausdehnungskoeffizient αm|ϑ2ϑ1 °C
zwischen zwei Temperaturen ϑ1 und ϑ2 angegeben und steigt mit der Temperatur
an. Ein hoher Si-Anteil wirkt sich generell mindernd auf α aus, was insbesondere
bei Aluminiumgusswerkstoffen mit einem Si-Gehalt von mehreren Volumenprozent
zu berücksichtigen ist. Bei den betrachteten Al MgSi-Knetlegierungen mit einem zu-
lässigen Si-Gehalt von max. 1,5 % (AA6016) sind die Werte für αm|10020 °C vergleichbar
und dieser Effekt kann vernachlässigt werden, vgl. Tabelle 3. Anhand der Kennwerte
der Legierung AA6060 aus Tabelle 3 kann zudem aufgezeigt werden, dass eine be-
rechnete Wärmeausdehnung mit dem Kennwert αm|20020 °C um ca. 5 % höher wäre als
mit αm|10020 °C, der oftmals in der Literatur angegeben wird. Der Wärmebehandlungszu-
stand hat dabei keine Auswirkung auf den Wärmeausdehnungskoeffizienten [9]. Zur
besseren Lesbarkeit wird im Folgenden anstatt αm|20020 °C stets α geschrieben.
Tabelle 3: Wärmeausdehnungen verschiedener Al MgSi-Legierungen in 1/K [65, 63, 9]
CEN-(AA)-Nr. CEN-Bezeichnung αm|20−50 °C αm|10020 °C αm|20020 °C αm|30020 °C
EN AW-6005 Al SiMg - 23,3 - -
EN AW-6016 Al Si1,2Mg0,4 - 23,4 - -
EN AW-6060 Al MgSi 21,8 23,4 24,4-24,5 25,4-25,6
EN AW-6063 Al Mg0,7Si - 23,5 - -
EN AW-6106 Al MgSiMn - 23,4 - -
2.3.2 Elastoplastische Eigenschaften
Die elastischen Eigenschaften von Aluminium und seinen Legierungen können mit
Hilfe des Hooke’schen Gesetzes beschrieben und als isotrop angenommen werden.
Aufgrund der Dünnwandigkeit der zu betrachtenden Bleche wird ein ebener Span-
nungszustand zugrunde gelegt, bei dem Spannungen in Blechdickenrichtung ver-
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nachlässigt werden. Unter Berücksichtigung der Wärmeausdehnung gilt zwischen







































ε1, ε2 Gesamtdehnung in 1- bwz. 2-Richtung [-]
ε3 Gesamtdehnung in Blechdickenrichtung infolge der Querkontraktion [-]
γ1 Gleitung in 12-Ebene [-]
σ1, σ2 Spannungen in 1- und 2-Richtung [N/mm2]
τ1 Schubspannung in 12-Ebene [N/mm2]
E,G Elastizitäts- bzw. Schubmodul des Plattenwerkstoffes [N/mm2]
ν Querkontraktionszahl des Plattenwerkstoffes [-]
α Wärmeausdehnungskoeffizient des Plattenwerkstoffes [1/K]
∆T Temperaturunterschied der Platte zur Umgebung [K]
Um nun Spannungen infolge der Dehnungen zu berechnen, muss die Nachgiebig-
keitsmatrix S invertiert werden, sodass Gleichung (6) gilt. Es ist zu erkennen, dass
die Wärmeausdehnung bei fester Einspannung und positivem ∆T Membrandruck-
spannungen induziert, die zum Ausbeulen einer Platte führen können, vgl. Abschnitt
2.2. Bereits Objekttemperaturen von ca. ϑ = 160 °C können demnach unter Verwen-
























K12 = K21 =
Eν
(1− ν2) (8)




Der im Elastizitätsgesetz maßgebende Faktor ist der E-Modul, welcher mit ansteigen-
der Temperatur reversibel abfällt, während die Querkontraktionszahl konstant bleibt.
In Tabelle 4 sind die Moduln für verschiedene Al MgSi-Legierungen in Abhängigkeit
der Temperatur aufgeführt. Dabei lässt sich ein relevanter Abfall von ca. 16 % bei
ϑ = 200 °C gegenüber Raumtemperatur feststellen. Weiterhin ist der E-Modul vom
Gefügezustand nach Wärmebehandlung unabhängig und in Druckrichtung um ca.
2 % höher als in Zugrichtung [67], was vernachlässigt werden kann. Untersuchungen
zur Abhängigkeit von der plastischen Vordehnung ϕ haben am Beispiel der Legie-
rung AA6016 T4 ergeben, dass der E-Modul bei einer plastischen Vordehnung von
ϕ = 0,10 um ca. 4 % abfällt [68].
Tabelle 4: E-Moduln [N/mm2] verschiedener Al MgSi-Legierungen nach [67, 65, 63, 9]
CEN-(AA)-Nr. Bezeichnung E0 °C E25 °C E100 °C E200 °C E300 °C
EN AW-6005 Al SiMg 69500 - - - -
EN AW-6016 Al Si1,2Mg0,4 70000 - - - -
EN AW-6060 Al MgSi 69000-69600 - 65800 57900 48300
EN AW-6063 Al Mg0,7Si 68900-69500 68000 - - -
EN AW-6106 Al MgSiMn 69500 - - - -
Durch Fertigungsprozesse wie z. B. Walzen können Aluminiumhalbzeuge richtungs-
abhängige plastische Eigenschaften aufweisen, welche insbesondere beim Umfor-
men relevant sind. Für die Außenhautlegierung AA6016 wurde in [69] ermittelt, dass
die Streckgrenze längs zur Walzrichtung lediglich um weniger als 1 % höher liegt als
quer dazu. Somit kann die Halbzeugorientierung als vernachlässigbar für unidirektio-
nale Zugversuche betrachtet werden.
Mit ansteigender Temperatur sinkt zunächst auch die Streckgrenze von Aluminiumle-
gierungen [70]. Bei AA6016 kommt jedoch der Aushärteeffekt zum Tragen, weshalb
die Streckgrenze bei Härtetemperaturen von ϑ = 200 °C nach kurzzeitigem Abfall um
ca. 10 % wieder ansteigt [5]. Abweichend von der Norm zur Ermittlung von Streck-
grenzen bei erhöhten Temperaturen [71], sollte daher für „Worst-Case“-Analysen die
Prüfung nach möglichst kurzer Aufheizphase auf Zieltemperatur stattfinden. Mess-
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werte bei Raumtemperatur für nicht plastisch vorgedehnte Proben in T4-Zustand
zeigen bei Raumtemperatur Streckgrenzen zwischen Re = 111 und 125 N/mm2
[72, 69, 5].
2.3.3 Viskoelastische Eigenschaften
Im Gegensatz zur Elastoplastizität, stellt sich bei viskoelastischem Werkstoffverhalten
eine Dehnung unter Belastung zeitabhängig ein. Der Begriff „Viskoelastizität“ wird in
der Materialwissenschaft allerdings nicht einheitlich verwendet. Einerseits wird darun-
ter, v. a. bei Kunststoffen, der nichtlineare Zusammenhang zwischen Spannung und
Dehnung verstanden, wobei die Dehnung nach Entlastung wieder in die Ursprungs-
lage zurück geht, d. h. tatsächlich elastisch ist [73]. Andererseits kann Viskoelastizität
auf die Belastung im elastischen Bereich bezogen sein [74] und dennoch zu irreversi-
blen Formänderungen führen, wie auch in dieser Arbeit verwendet. Das mögliche ir-
reversible Verhalten kann vereinfacht anhand eines Maxwell-Körpers veranschaulicht
werden, siehe Bild 12. Darin steht das Federelement für den vom E-Modul abhän-
gigen, elastischen Dehnungsanteil und das Dämpferelement für den zeitabhängigen
Dehnungsanteil unter Belastung P oder Verschiebung u. Mit Hilfe dieser Grundele-
mente lassen sich beliebig komplexe rheologische Modelle aufbauen, welche sich




Bild 12: Viskoelastizität am Beispiel eines Maxwell-Körpers
Je nach Art der Lastaufbringung wird zwischen kraftgesteuertem Kriechen und deh-
nungsgesteuerter Relaxation unterschieden. In beiden Fällen führt der zeitabhängige
Anteil nach Entlastung zu einer irreversiblen Formänderung, die üblicherweise bei der
Relaxation aufgrund abnehmender Spannungen bei gleichen Zeiten und gleicher An-
fangslast geringer ist als beim lastgesteuerten Kriechen. Im Folgenden wird daher




Kriechen wird allgemein definiert als irreversibles Deformationsverhalten, das zeit-
und temperaturabhängig bei Belastungen kleiner oder gleich der werkstoffspezifi-
schen Streckgrenze Re auftritt [76, 77]. Die Temperatur T , ab der Metalle eine aus-
geprägte Kriechneigung zeigen, wird dabei in Abhängigkeit der Schmelztemperatur
TM angegeben und liegt bei T > 0,4-0,5 TM , gemessen in Kelvin [78, 79]. Betrach-
tet man die Schmelztemperaturen der Aluminiumlegierungen aus Abschnitt 2.3.1,
so wäre bereits ab ca. ϑ = 80 °C mit einer technisch relevanten Kriechdehnung
zu rechnen. Dementsprechend sind alle Werkstoffe mit einer Schmelztemperatur
ϑM > 910 °C als unkritisch hinsichtlich viskoelastischem Verhalten anzunehmen, wie
z. B. alle im Karosseriebau gängigen Stähle. Die genannte pauschale Aussage der
Kriechrelevanz ab einer bestimmten homologen Temperatur T/TM kann anhand von
sogenannten „Übersichtskarten der Deformationsmechanismen“ noch genauer spe-
zifiziert werden, da kriechbedingte Deformationen unterhalb der Streckgrenze nur für
den absoluten Nullpunkt T = 0 K ausgeschlossen sind. In Bild 13 sind nach [80] die
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Bild 13: Übersichtskarte der Deformationsmechanismen für Aluminium, nach [80]
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Diese Übersichtskarten wurden für Reinelemente angefertigt und stellen Bereiche
dar, in denen der jeweilige Effekt entsprechend seiner temperatur- und spannungs-
abhängigen Dehnrate dominiert. Neben dem klassischen plastischen Bereich des
Versetzungsgleitens werden die beiden Bereiche für diffusions- und versetzungsge-
steuertes Kriechen unterschieden. Der elastische Bereich wird durch eine Kriech-
dehnrate von kleiner als ε˙c,s = 10−8 s−1 abgegrenzt [80]. Die Übersichtskarten
können nur so genau sein, wie die zu Grunde gelegten Gleichungen. Nach [81] be-
trägt der Fehler bei der experimentellen Bestimmung der Streckgrenze +/- 10 % und
Faktor zwei für die Kriechdehnrate. Die getroffenen Vereinfachungen umfassen da-
bei die Annahme von konstanter Gefügestruktur (Korngröße etc.), unveränderlichen
Werkstoffeigenschaften (Diffusionskonstanten etc.) und temperaturabhängigen Elas-
tizitätsmoduln.
Daraus folgt, dass zur Berechnung der Kriechdehnrate ε˙c lediglich die makroskopisch
relevanten Zeit-, Temperatur- und Spannungsabhängigkeiten bestimmt werden müs-
sen, sofern sich die Gefügestruktur nicht verändert. Eine exaktere Beschreibung er-
höht den Versuchsaufwand erheblich. Deshalb wird dieser Ansatz als „Modellbasierte
Phänomenologie“ bezeichnet [81].
Kriechmechanismen bis 200 °C
Für den Temperaturbereich im KTL-Trocknungsprozess von ϑ = 20 bis 200 °C spielt
demnach das Versetzungskriechen zwischen Spannungen von wenigen N/mm2 und
der Streckgrenze die bedeutendste Rolle.
Versetzungskriechen beruht letztlich auf dem thermisch aktivierten Austausch von
Leerstellen und Atomen zwischen Versetzungen, die senkrecht und parallel zur Be-
lastungsrichtung liegen. Die Anlagerung von Leerstellen an eine parallel liegende
Stufenversetzung bewirkt das Klettern über z. B. einen dreidimensionalen Gitterfeh-
ler hinweg und ermöglicht damit die weitere Gleitbewegung. Entsprechend wird die
Kriechdehnrate beim Versetzungskriechen durch das Klettern bestimmt. Die anlie-
gende Spannung lässt dabei diese Diffusionsprozesse gerichtet stattfinden, woraus
die bleibende Längenänderung resultiert. [82]
Kennwertermittlung
Die Kennwertermittlung von Zeit-, Spannungs- und Temperaturabhängigkeiten kann
anhand verschiedener Prüfmethoden erfolgen, wobei sich für Blechproben insbeson-
dere Zug- oder Biegeprüfstände eignen. Bei Kriechversuchen wird eine konstante
Kraft oder Spannung aufgebracht, während beim Relaxationsversuch die Anfangs-
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dehnung konstant gehalten wird. Die Prüfmethode für uniaxiales Kriechen ist nach
DIN EN ISO 204 und der Relaxationsversuch nach DIN EN 10319-1 genormt. Für
beide Methoden wird empfohlen, den zu prüfenden Werkstoff vor der Belastung min-
destens t = 1 h bei Prüftemperatur zu halten, um ein thermisches Gleichgewicht zwi-
schen Probe und Prüfeinrichtung sicher zu stellen [83, 84]. Von dieser Zeitvorgabe
darf bei Bedarf jedoch abgewichen werden. Die beiden Versuchstypen Kriechen und
Relaxation können ineinander überführt werden, sofern die Struktur des Werkstoffes
identisch ist [85]. Die Prüfung anhand eines Biegeprüfstandes eignet sich insbeson-
dere dann, wenn sehr geringe Kriechdehnungen erwartet werden [86]. Allerdings sind
auch die im einfachen Zugversuch ermittelten Kennwerte in der Regel auf Biegung
übertragbar [87].
Zeitabhängigkeit des Kriechens
In Bild 14 ist exemplarisch die Zeitabhängigkeit der Kriechdehnung bei konstanter
Belastung dargestellt. Die Kriechdehnung εc wird dabei als wahre Dehnung angesetzt
und ist in der dargestellten Zeitabhängigkeit v. a. bei Reinmetallen zu beobachten,
deren Gefügezustand sich im relevanten Temperaturbereich nicht ändert [73, 88].
Die dargestellte Unterteilung in einen primären, sekundären und tertiären Bereich
geht nach [89] auf [90] zurück, der als einer der ersten Wissenschaftler im Jahr 1910















Bild 14: Kriechverhalten von Metallen bei konstanter Spannung σ und Temperatur T , nach [77]
Im Primärbereich werden zunächst Versetzungen im Werkstoff gebildet, die zu einer
Verfestigung führen und die Kriechdehnrate mit der Zeit abnehmen lassen. Im wei-
teren Verlauf wird diesem Mechanismus durch Erholungseffekte (Annihilierung von
Versetzungen durch Klettern) entgegengewirkt, sodass sich ein Gleichgewicht ein-
stellt woraus die konstante Kriechdehnrate im Sekundärbereich resultiert [73]. Der
Zeithorizont bis zum Eintritt einer konstanten Kriechdehnrate beträgt beispielsweise
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t = 2,5 h für polykristallines Reinaluminium bei ϑ = 205 °C und einer Belastung
von σ = 10,35 MPa [91]. Eine kleine Korngröße führt generell zu höheren Kriech-
dehnungen im Primär- und Sekundärbereich, was mit der Korngrößenabhängigkeit
des Diffusionskriechens zu erklären ist [73]. Dieser Einfluss ist jedoch bei den meis-
ten metallischen Legierungen deutlich geringer als Spannung und Temperatur, sofern
die Korngröße zwischen 0,01 und 1 mm beträgt [85]. Im Tertiärbereich verringert sich
schließlich der Querschnitt durch innere Schädigung, weshalb die Kriechdehnrate bis
zum Versagen deutlich zunimmt [73].
Temperaturabhängigkeit des Kriechens
Die Temperaturabhängigkeit des Kriechens kann aus Experimenten zur Ermittlung
der Kriechdehnrate im Sekundärbereich ε˙c,s bestimmt werden. Diese folgt nach [85]





Darin stehen Q für die Aktivierungsenergie in kJ/mol, R = 8,314·10−3 kJ/(mol K) für
die universelle Gaskonstante und T für die Objekttemperatur in Kelvin. Zu beachten
ist, dass die Aktivierungsenergie keine Konstante darstellt, sondern bei polykristalli-
nem Aluminium im zu betrachtenden Temperaturbereich zwischen ϑ = 20 und 200 °C
um ca. 20 % zunimmt [92], siehe Bild 15. Erst ab höheren Temperaturen bleibt sie
nahezu unverändert. Aufgrund verschiedener thermisch aktivierter Teilprozesse ent-
spricht Q nicht bei allen Werkstoffen der Aktivierungsenergie für Selbstdiffusion [86].
Daher beschreibt Q bei Berechnung der Kriechdehnrate mit der Exponentialfunktion
nach Gleichung (10) ggf. eine „verschmierte“ Aktivierungsenergie Qeff .
Spannungsabhängigkeit des Kriechens
Zwischen Kriechdehnrate und mittelhohen Spannungen besteht für das Primär- und
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Bild 15: Aktivierungsenergie für Kriechvorgänge von reinem, polykristallinem Aluminium bei
10−6 s−1 < ε˙c,s < 10−4 s−1, nach [92]
Darin sind der Faktor A und der Spannungsexponent n abhängig von der Temperatur.
In der Literatur wird der Spannungsexponent n für Versetzungskriechen von Metallen
mit Werten zwischen 3 und 10 angegeben [81, 73]. Bei einer Belastung von Reinalu-
minium im Spannungsbereich zwischen 5·10−6 E < σ < 3·10−4 E liegt n bei 5 [95].
Zu beachten ist, dass diese Werte bei Legierungen aufgrund deren unterschiedlicher
Gitterstrukturen und Schmelztemperaturen abweichen können.
Für hohe Spannungen nahe der Streckgrenze (ab ca. σ/E > 3·10−4) gilt dieser Zu-
sammenhang jedoch nicht mehr. Anstelle der Potenzfunktion tritt eine exponentielle
Abhängigkeit der Sekundärkriechdehnrate von der Spannung auf, was als „Power-
Law-Breakdown“ bezeichnet wird [89].
Vordehnungsabhängigkeit des Kriechens
Über den Einfluss der Vordehnung auf das allgemeine Kriechverhalten von Metallen
finden sich in der Literatur verschiedene Aussagen. Einerseits können plastische Vor-
dehnungen die Kriechneigung erheblich reduzieren, sodass die Phase des Primär-
kriechens nahezu unterdrückt wird [96]. Allerdings nimmt dieser Effekt einerseits mit
ansteigender Temperatur ab und kann andererseits das Kriechen sogar verstärken,
sofern Rekristallisationseffekte auftreten und sich die eingebrachten Versetzungen
erholen [85, 88]. Dies bedeutet, dass der für das Klettern von Versetzungen notwen-
dige Leerstellentransport zwischen den Versetzungen auftritt und um so schneller
stattfindet, desto geringer der Abstand zwischen ihnen ist. Folglich kann die initiale
Kriechdehnrate bei höheren Temperaturen mit zunehmender Versetzungsdichte an-
steigen, welche wiederum mit dem Vordehnungsgrad steigt [73]. Dieser Effekt wurde
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von [97] anhand einer um drei Prozent vorgedehnten Al CuMg-Legierung festgestellt.
Insbesondere für aushärtbare Al MgSi-Legierungen, bei denen entsprechend Bild 13
mit Versetzungskriechen gerechnet werden kann, kommt ein weiterer Effekt zum Tra-
gen, wenn die thermomechanische Belastung z. B. durch Biegespannungen bereits
im T4-Zustand erfolgt. An den durch Kaltverformung eingebrachten Versetzungen
entstehen grobe Mg2Si-Ausscheidungen, welche den inneren Widerstand gegen Ver-
setzungsbewegungen zusätzlich senken und die initiale Kriechdehnrate weiter erhö-
hen [98].
Konstitutive Gleichungen zur Beschreibung des Kriechens
Es existieren zahlreiche Ansätze, um Kriechverläufe mit Hilfe nur einer Gleichung zu
beschreiben, vgl. [99]. Das bekannteste Kriechmodell stellt die Potenzfunktion in Glei-
chung (12) dar, dessen spannungs- und zeitabhängige Terme in der Literatur auch
als NORTON-BAILEY-Gesetz beschrieben werden [100]. Es bietet die Möglichkeit den
Primärbereich mit m < 1, den Sekundärbereich mit m = 1 oder den Tertiärbereich
mit m > 1 zu beschreiben.
εc = Aσ
ntm (12)
Aus dieser Gleichung lassen sich nun zwei Beschreibungen der Kriechdehnrate ab-






Darin sind die je Werkstoff zu bestimmenden Parameter A und n im Regelfall auch
von der Temperatur abhängig, während der Zeitexponent für Metalle im Primärkriech-
bereich oft mit m = 1
3
abgeschätzt werden kann [100, 90]. Wesentlicher Vorteil dieser
eindimensionalen Formulierung ist, dass diese drei Parameter anhand eines einach-
sigen Zugversuches ermittelt werden können.
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2.4 Ableitung der Problemstellung
In Abschnitt 2.1 wurde aufgezeigt, dass für jeden Fertigungsbereich prinzipiell Be-
rechnungsmethoden existieren, um Formänderungen zu prognostizieren. Eine durch-
gängige Prozesskettensimulation ist jedoch starken Einschränkungen bezüglich der
Datenübertragbarkeit unterworfen, sodass für die Berechnung von Karosserien im
Lacktrocknungsprozess nicht alle Informationen aus der Prozesshistorie verwendet
werden können. Eine Minimierung des Übertragungsfehlers durch Verwendung kon-
sistenter FE-Netze scheint demnach sinnvoll, wobei die Simulationsgüte des ersten
Prozessschrittes entscheidend für die Ergebnisqualität der Folgeprozesse ist. Eine
Bewertung, inwiefern die Prozesshistorie berücksichtigt werden muss, ist daher auch
für die Wärmeverzugssimulation in Lacktrocknern erforderlich.
Gerade für die Berechnung von Stabilitätsproblemen, mit denen aufgrund der Wär-
meausdehnung von Aluminiumbauteilen zu rechnen ist, sind geometrische Imper-
fektionen möglichst zu berücksichtigen, wie in Abschnitt 2.2 erläutert. Daher können
Formabweichungen aus vorgelagerten Prozessschritten, wie z. B. rückgefederte oder
durch Fügen deformierte Bauteile, letztlich ausschlaggebend für instabiles Nachbeul-
verhalten oder in der Oberfläche sichtbare, kurzwellige Formabweichungen sein. Die
Berechnungsmethoden liegen prinzipiell in Form von kommerziellen FE-Solvern vor
und müssen mit den relevanten Daten gespeist werden.
Selbst, wenn es möglich wäre, alle Informationen aus vorgelagerten Prozessen in ei-
ner Wärmeverzugssimulation zu berücksichtigen, muss ein Werkstoffmodell für Alu-
minium diese auch verwerten können. Wie im letzten Abschnitt 2.3 gezeigt, ist bei
Al MgSi-Legierungen im KTL-Trockner bis ϑ = 200 °C mit Kriechen zu rechnen, das
überlagernd zur Ausscheidungshärtung stattfindet. Eine Werkstoffcharakterisierung
unter Berücksichtigung der plastischen Vordehnung ist daher zur vollständigen Be-
schreibung notwendig, um geometrisch als auch werkstofflich nichtlineares Deforma-
tionsverhalten im Kontext der „Delta-Alpha“-Problematik berechnen zu können.
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3 Zielsetzung und Vorgehensweise
Das Karosseriekonzept beeinflusst in Wechselwirkung mit den Bauteilgeometrien das
Ausdehnungsverhalten der Fügepartner unter Wärme, wobei sichtbare Formabwei-
chungen in der Außenhaut entstehen können. Vor allem Welligkeiten in der Fahrzeu-
gaußenhaut können aufgrund von Anmutungsaspekten inakzeptabel sein. Um diese
zu vermeiden, gilt es, bereits in der Konzeptphase des Fahrzeugentwicklungsprozes-
ses die Herstellbarkeit des Designs simulativ abzusichern.
Für Lacktrocknungsprozesse existiert weiterhin die Einschränkung, dass die ther-
misch bedingten Formänderungen standardmäßig nur durch statische Messungen
vor und nach dem Trockner erfasst werden können. Folglich bietet die FE-Simulation
derzeit die einzige Möglichkeit, das Deformationsverhalten kompletter Fahrzeugka-
rosserien in Serientrocknern unter Temperatur zu quantifizieren.
Im Rahmen dieser Arbeit sollen daher die Grundlagen zur Berechnung geometrisch
als auch materiell nichtlinearen Deformationsverhaltens von Aluminiumblech in Lack-
trocknungsprozessen zusammengeführt und validiert werden. Der Fokus liegt dabei
auf dem KTL-Trockner, da dieser die höchsten Temperaturen aufweist. Im Anschluss
daran sollen anhand eines mit allen verfügbaren Informationen aufgebauten Berech-
nungsmodells Sensitivitätsanalysen zu verschiedenen Produktionseinflüssen durch-
geführt werden.
Die Vorgehensweise umfasst folgende drei, getrennt voneinander zu bearbeitenden
Schritte.
1: Charakterisierung des materiell nichtlinearen Verhaltens
Für Außenhautlegierungen aus Aluminium wurde das viskoelastische Werkstoffver-
halten speziell im Lacktrocknungsprozess bislang nicht untersucht oder publiziert.
Daher wird im ersten Schritt bewertet, inwiefern Kriechen unter den Randbedingun-
gen aus dem Lacktrocknungsprozess von Relevanz sein kann und auf Wechselwir-
kungen mit Produktionseinflüssen untersucht. Aufgrund der Vielzahl an eingesetzten
Legierungen verschiedener Halbzeughersteller wird die Charakterisierung auf die Le-
gierung AA6016 eines Halbzeugherstellers beschränkt, siehe Kapitel 4. Nach Vorbe-
wertungen anhand von Biegeversuchen, die geeignet sind, die Auswirkung kleiner
Kriechdehnungen abzubilden, werden uniaxiale Zugversuche zur Werkstoffcharakte-
risierung durchgeführt, die Ergebnisse parametrisiert und in die FE-Simulation imple-
mentiert.
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2: Konstruktion einer Versuchsbaugruppe zur Abbildung von geometrisch nicht-
linearem Deformationsverhalten
Neben der mathematischen Beschreibbarkeit des nichtlinearen Werkstoffverhaltens
ist die Konstruktion einer Baugruppe notwendig, die ein Aluminiumblechbauteil um-
fasst und sich unter Wärme kurzwellig deformiert. Nur anhand einer solchen kom-
plexen Baugruppe ist es letztlich möglich zu überprüfen, ob sich die anhand von
Blechstreifen festgestellten Effekte auch auf das Verhalten realer Strukturen im Fer-
tigungsprozess übertragen lassen. Der iterative Einsatz von FE-Simulationen wird
dafür bereits bei der Auslegung der Baugruppe eingesetzt, da die Auswirkungen der
Wärmeausdehnung von realen Bauteilen kaum mit anderen analytischen Methoden
berechenbar sind. Dabei wird der Fokus auf die Herstellung einer geeigneten Rand-
bedingung bzw. Fixierung des Aluminiumbauteils gesetzt, was in Kapitel 5 ausführlich
beschrieben wird.
3: Herstellung und Vermessung der Baugruppe in einem nachgestellten Ferti-
gungsprozess
Nach der Konstruktion folgt die Herstellung der Baugruppe unter Überwachung und
Vermessung jedes Teilprozesses, siehe Kapitel 6. Dafür werden die gleichen opti-
schen Messsysteme eingesetzt, die auch in der Automobilindustrie verbreitet sind.
Das Problem des in Serie nicht einsehbaren Trockners wird hier gelöst, indem ein
spezieller Ofen mit Glasscheibe genutzt wird, um das Deformationsverhalten unter
Wärme in-situ messen zu können. Ein Vergleich mit den simulierten Deformationen
soll schließlich aufzeigen, wie genau die nichtlinearen Effekte numerisch prognosti-
zierbar sind. Zudem wird die Sensitivität verschiedener Produktionseinflüsse simula-
tiv untersucht.
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4 Charakterisierung des viskoelastischen Werkstoff-
verhaltens
Wie in Abschnitt 2.3.3 erläutert wurde, dominiert versetzungsgesteuertes Kriechen
das Deformationsverhalten von Aluminiumbauteilen in Fahrzeugkarosserien, wenn
thermisch induzierte Spannungen während des KTL-Trocknungsprozesses entste-
hen. Die Kriechdehnungen innerhalb des Prozessfensters von Temperaturen bis ϑ =
200 °C und Zeiten bis t = 30 min zu quantifizieren sowie diese mathematisch zu
beschreiben, ist Inhalt dieses Kapitels.
Ziel bei jeder Werkstoffprüfung sollte sein, den am Realbauteil erwarteten Lastfall
bestmöglichst nachzustellen. Im betrachteten Fall von dünnen Außenhautbauteilen,
die aufgrund der Wärmeausdehnung thermisch induzierte Spannungen aufbauen,
werden folgende Anforderungen an eine Prüfmethode gestellt:
• Abbildung des Biegelastfalles, der in Karosserieblechen aufgrund des Auswei-
chens von Freiformgeometrien unter thermischen Druckspannungen vorliegt,
• Ermittlung des Werkstoffverhaltens bei konstanter Dehnung aufgrund der Span-
nungsinduzierung durch die Wärmeausdehnung,
• Ableitbarkeit von Kennwerten zur Beschreibung eines viskoelastischen Werk-
stoffmodells bei vertretbarem Aufwand.
Zur Bestimmung des Kriechverhaltens von Werkstoffen existieren im wesentlichen
drei verschiedene Prüfmethoden, die in Hinblick auf die genannten Anforderungen
bewertet werden, siehe Tabelle 5.
Tabelle 5: Bewertung verschiedener Versuchstypen hinsichtlich Charakterisierung der zu
erwartenden Belastung von Aluminumblechbauteilen im Lacktrocknungsprozess:
Anforderung erfüllt (+), eingeschränkt erfüllt (o), nicht erfüllt (-)
Versuchstyp Realistischer Eignung zur Minimaler Aufwand
Spannungszustand Kennwertermittlung
Biegung bei konst. Last + o o
Zug bei konst. Dehnung o o +
Zug bei konst. Last - + +
Soll ein realistischer Spannungszustand, wie er auch in Karosseriebauteilen vor-
liegt, nachgestellt werden, so gelingt dies mit einem Biegeversuch am besten. Ei-
ne Zugbelastung bei konstanter Last ist im Regelfall hingegen nicht zu erwarten, da
die Deformationen dehnungsgesteuert sind. Allerdings ist der Biegelastfall nur ein-
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geschränkt geeignet, um aus den ermittelten Formänderungen Kennwerte zur Be-
schreibung des Werkstoffverhaltens abzuleiten. Zum einen kann der Biegeprüfstand
aufgrund des notwendigen Kontaktes zur Lasteinleitung in der Regel nur mit Umluft
beheizt werden, was die Aufheizrate limitiert. Zum anderen führen die Spannungsgra-
dienten über die Blechdicke dazu, dass die Spannungsabhängigkeit der Kriechdeh-
nungen nur „verschmiert“ ermittelt werden kann. Insbesondere bei der Analyse des
sogenannten „Power-Law-Breakdown“-Bereichs sind die Abhängigkeiten nicht mehr
klar unterscheidbar. Bei einachsigen Zugversuchen kann die Aufheizdauer hingegen
durch induktives Erwärmen reduziert werden, wodurch die thermisch aktivierte Aus-
scheidungshärtung von AA6016 bis zum Beginn der Lastaufbringung minimiert wird.
Weiterhin erlauben die unter einachsigem Spannungszustand ermittelten Kennwerte
ggf. die Übertragbarkeit auf den Biegelastfall bei gleichzeitig geringerem Versuchs-
aufwand. Im Gegensatz zum Biegeprüfstand können die Proben hier in derselben
Prüfmaschine vorgedehnt und der zeitliche Verlauf von Kriechdehnung bzw. Span-
nung direkt aufgezeichnet werden. Da kein Versuchstyp geeignet ist, alle Anforde-
rungen gleichzeitig zu erfüllen, werden alle drei Methoden angewandt und die Ergeb-
nisse miteinander verglichen.
Für die verschiedenen Versuche musste aufgrund der Kaltaushärtung von AA6016
T4 darauf geachtet werden, vergleichbare Blechchargen zu prüfen. Während bei den
Zugversuchen (Kriechen, Relaxation) die gleiche Charge verwendet werden konnte,
wurden für die Biegeversuche insgesamt drei unterschiedliche Chargen untersucht.
Bei allen in den nächsten Unterkapiteln durchgeführten Auswertungen wurde daher
darauf geachtet, dass nur Proben der gleichen Charge zusammen dargestellt und
ggf. Kennwerte abgeleitet werden. Um die Vergleichbarkeit sicherzustellen, wurden
alle Proben 90° zur Walzrichtung belastet, da hier die Streckgrenze bei AA6016 um
wenige N/mm2 tiefer liegt als in 0°-Richtung [69] und somit als „Worst-Case“ betrach-
tet wird. Die chemische Zusammensetzung aller geprüften Chargen der Legierung
AA6016 liegen innerhalb der in Tabelle 6 aufgelisteten Grenzwerte.
Tabelle 6: Chemische Zusammensetzung der geprüften Aluminiumbleche AA6016 in % Masseanteil
Si Fe Cu Mn Mg Cr Zn Ti Al
1,0-1,50 ≤ 0,50 ≤ 0,20 ≤ 0,20 0,25-0,60 ≤ 0,10 ≤ 0,20 ≤ 0,15 Rest
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4.1 Vorbewertung des Kriechverhaltens durch Dreipunkt-
biegung
Aufgrund der relativ kurzen Belastungszeiten im KTL-Trocknungsprozess sind nur ge-
ringe Kriechdehnungen zu erwarten, weshalb die experimentellen Untersuchungen
anhand eines Dreipunktbiegeversuchsaufbaus durchgeführt wurden. Die Biegever-
suche sollen dabei helfen, die Frage nach der technischen Relevanz für den Wärme-
verzug zu beantworten.
4.1.1 Versuchsaufbau und -durchführung
Die Probekörper mit einer Gesamtlänge von lges = 240 mm und einer Breite von b =
30 mm wurden aus drei verschiedenen Platinen typischer Außenhautbauteile heraus-
getrennt, um den Chargeneinfluss zu untersuchen, vgl. Abschnitt 4.1.2. In Bild 16 ist
die Versuchsanordnung dargestellt, wobei die relevante Auflagelänge l = 142 mm
beträgt. Die bei manchen Proben induzierten plastischen Vordehnungen ϕ orientie-















Bild 16: Aufbau und Abmaße des Dreipunktbiegeversuchs
Der Ablauf bei der Versuchsdurchführung gliedert sich wie folgt:
1. Ggf. Vordehnen der Probe in Zugprüfmaschine
2. Optische Vermessung der Probe vor Ofen bei ϑ = 25 °C
3. Vorheizen des Ofens inkl. Vorrichtung auf Zieltemperatur
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4. Positionierung der Blechprobe und Applikation des Gewichtes
5. Probenentnahme nach Ablauf der Haltezeit
6. Optische Vermessung der Probe nach Ofen bei ϑ = 25 °C
Auswertungssystematik
Bei der Bestimmung der Formänderungen wurde auf eine bestmögliche Vergleich-
barkeit mit Serienprozessen geachtet, indem optische Messtechnik verwendet wur-
de, die auch in der Serienprozessanalyse zum Einsatz kommt. Bei einem gewählten
Messvolumen von 600 x 450 x 450 mm beträgt der Messpunktabstand des verwende-
ten GOM Atos Compact Scan-Systems auf einer Oberfläche 0,25 mm. Da der Fokus
auf flächigen Formänderungen liegt und keine scharfen Radien betrachtet werden,
ist diese Auflösung ausreichend genau. Der optische Scan eines Blechstreifens setzt
sich dabei aus mindestens drei Bildern unterschiedlicher Positionen zusammen, so-
dass systematische Messfehler ausgemittelt werden. Für die Belastung im Ofen als
auch für die Messungen wurde dieselbe Vorrichtung verwendet.
In Bild 17 ist dargestellt, nach welcher Systematik die Formänderung bestimmt wird.
Die Biegelinie ergibt sich dabei durch Subtraktion des Scans nach der Belastung vom
Scan des unbelasteten Blechstreifens, um nur die tatsächliche Veränderung sichtbar
zu machen. Aufgrund der linienförmigen Auflage der Blechstreifen in der Biegevor-
richtung wird diese Überbestimmtheit bei der Auswertung durch Eindrehen auf die
definierten Referenzpunkte (RPS) korrigiert.
Zur Bestimmung der zufälligen, durch den Anwender verursachten Messunsicherheit
wurden Wiederholmessungen unter verschiedenen Randbedingungen durchgeführt.
Variiert wurden die Anzahl an Wiederholmessungen, der Messwinkel, die Lichtquel-
le (an/aus) sowie die Anzahl an Referenzmarken an der Vorrichtung. Im Ergebnis
konnte kein systematischer Zusammenhang der Einflussgrößen festgestellt werden.
Die zehn gemessenen maximalen Formänderungen desselben Blechstreifens lagen
zwischen δ = 2,36 und 2,41 mm, woraus sich die zufällige Messunsicherheit nach
Gleichung (1) zu U = 0,015 mm ergibt.
Definition der Lasten
Nach Abschnitt 2.3.2 weist AA6016 bei Raumtemperatur typische Streckgrenzen von
ca. Re = 111 N/mm2 auf, welche bei ϑ = 200 °C um weitere 10 % abnehmen. Mit
den vorhandenen Gewichten ergaben sich maximale Biegespannungen in der Au-




























Bild 17: Systematik zur Bestimmung der Formänderung
überschritten wurde und die gesamte Formänderung allein dem Kriechen zugeschrie-
ben werden kann. Die Last wird dabei unmittelbar nach der Positionierung im Ofen
mittig auf die Blechstreifen aufgebracht, sodass sich eine symmetrische Formände-
rung bezogen auf die Lagerpositionen ergibt. Auf ein Durchwärmen der Proben vor
Lastaufbringung wurde verzichtet, da ansonsten die Ausscheidungshärtung bereits
spannungsfrei anspringen würde, was nicht dem Realprozess einer Karosserie im
Trockner entspricht.
In Tabelle 7 ist dargestellt, wie sich die Formänderung in Abhängigkeit der Vorhär-
tezeit bei einer Umlufttemperatur von ϑ = 200 °C verhält, wonach eine unmittelbare
Belastung den „Worst-Case“ darstellt.
Tabelle 7: Einfluss der Haltezeit auf die Formänderung bei ϑ = 200 °C Umlufttemperatur vor der
Belastung mit σb,max = 70 N/mm2







Es ist zu erkennen, dass die Ausscheidungshärtung bereits nach t = 150 s einen
messbaren Einfluss auf die Formänderung bewirkt. Die Probe kriecht in diesem Fall
über eine Belastungsdauer von t = 600 s um ca. 11 % weniger stark als bei unmit-
telbarer Belastung.
4.1.2 Versuchsergebnisse
Im Folgenden werden die Versuchsergebnisse entsprechend ihrer Abhängigkeiten
ausgewertet und beschrieben. Für die Bewertung der unterschiedlichen Abhängig-
keiten sind folgende Blechchargen verwendet worden.
Zeitabhängigkeit: Charge A, s0 = 1,25 mm
Temperaturabhängigkeit: Charge A, s0 = 1,25 mm
Vordehnungsabhängigkeit: Charge B, s0 = 1,04 mm
Spannungsabhängigkeit: Charge A (s0 = 1,25 mm), B und C (s0 = 1,04 mm)
Gleichung (15) beschreibt die maximale Formänderung eines Balkens mit konstan-
tem, rechteckigen Querschnitt im Dreipunktbiegeversuch bei einer Belastung P . Für
die maximale Biegespannung gilt der Zusammenhang nach Gleichung (16), der auch
die maximale Dehnung εmax beinhaltet. Unter der Annahme, dass die maximale Deh-
nung nach Entlasten der Probe ausschließlich die Kriechdehnung umfasst, kann aus
der in Bild 17 dargestellten Formänderung die maximale Kriechdehnung εc,max in der
Außenfaser nach Gleichung (17) errechnet werden [101]. Dafür wird Gleichung (15)
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In Bild 18 sind die Formänderungen anhand von drei Stützstellen bis t = 1800 s
dargestellt. Die maximalen Biegespannungen betragen mit σb,max = 63 N/mm2 mehr
als die Hälfte der Warmstreckgrenze. Der zeitliche Verlauf anhand von drei Lastfällen
zeigt, dass innerhalb des betrachteten Zeitraums Primärkriechen vorherrscht.

























Bild 18: Formänderung nach Ofenprozess mit einer Umlufttemperatur von ϑ = 200°C und
verschiedenen Lasten
In [102] konnte gezeigt werden, dass die Zeitabhängigkeit bei ϑ = 200°C entspre-
chend Gleichung (12) mit dem Exponenten m = 0,31 beschrieben werden kann.
Dabei gilt bei diesen Versuchen die Annahme, dass m die Aufheizphase aufgrund
der unmittelbaren Belastung mit einschließt. Daher ist m durch Zugversuche bei kon-
stanter Temperatur in Abschnitt 4.2 zu bestätigen.
Dem Vorteil einer seriennahen Auswertungsmethode und einer sehr guten Repro-
duzierbarkeit steht gegenüber, dass zur Bestimmung der Zeitabhängigkeit mehrere
Blechstreifen nach dem Ofenprozess vermessen werden müssen, um entsprechende
Stützstellen entlang der Zeitachse zu generieren.
Temperaturabhängigkeit des Kriechens
Für eine erste Abschätzung, ab welcher Temperatur Kriechen relevant wird, wurden
Versuche mit P = 13,8 N bei ϑ = 80, 150, 180 und 200 °C über die Dauer von
t = 1800 s durchgeführt. Die in Bild 19a dargestellten Ergebnisse zeigen, dass die
maximalen Formänderungen δ ab einer Temperatur von ϑ = 80 °C messbar sind. Ab
































Bild 19: a) Formänderung in Abhängigkeit von der Prüftemperatur; b) Linearisierung der
Formänderung über der temperaturkompensierten Zeit Z
Nach Abschnitt 2.3.3 kann zur Beschreibung der Temperaturabhängigkeit in vielen
Fällen eine effektive Aktivierungsenergie Qeff verwendet werden. Deren Ableitung
erfolgt üblicherweise über die Kriechdehnrate im Sekundärbereich [86]. Da im be-
trachteten Zeitraum jedoch eine instationäre Kriechdehnrate beobachtet wird (vgl.
Bild 18), mussQeff unter Annahme von Gleichung (12) mit dem Zeitexponentenm =
0,31 approximiert werden. Aus diesem Zusammenhang folgt Gleichung (18), aus der
die temperaturkompensierte Zeit Z extrahiert werden kann, welche den Arrhenius-
Faktor beinhaltet.
δ = B · tme−
Qeff
RT = B · Z (18)
Soll δ im Primärkriechbereich bei gleicher Last explizit mit Hilfe von Gleichung (18)
beschrieben werden, so gelingt dies unter Annahme einer effektiven Aktivierungs-
energie von Qeff = 27,9 kJ/mol, s. Bild 19b. Hierbei beinhaltet die Steigung B der
Ausgleichsgeraden den noch zu quantifizierenden Spannungseinfluss.
Eine Korrelation der Kriechdehnung zur Aktivierungsenergie der Selbstdiffusion Qc
von Rein-Aluminium nach Abschnitt 2.3.3 kann festgestellt werden, sofern hierfür ei-
ne unveränderte Gefügestruktur vorliegt [85]. Aufgrund der thermisch aktivierten Aus-
scheidungshärtung ist dies bei AA6016 nicht der Fall und Qeff beträgt hier nur ca.
1/5 von Qc, vgl. Bild 15.
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Vordehnungsabhängigkeit des Kriechens
Zur Bestimmung des Vordehnungseinflusses wurde eine andere Probencharge ver-
wendet, als bei der Bestimmung der Zeit- und Temperaturabhängigkeit. Die Blechdi-
cke der Proben ohne Vordehnung beträgt nun s0 = 1,04 mm. Aufgrund der gestuften
Gewichte erhöht sich die Biegespannung mit der Vordehnung ϕ bei gleicher Last P
zusätzlich, da die Querschnittsfläche abnimmt. Die Vorbewertung wurden mit min-
destens zwei Proben je Vordehnung und Haltezeit bei einer Umlufttemperatur von
ϑ = 200 °C durchgeführt.
Aus Bild 20 ist zu entnehmen, dass die Formänderung mit der Vordehnung stark
ansteigt und bis ϕ = 0,08 degressiv verläuft. Die Reproduzierbarkeit ist wie bei den
nicht vorgedehnten Proben sehr gut. Der Einfluss der Vordehnung stellt demnach
einen neuen „Worst-Case“ hinsichtlich Formänderungen dar und muss in Versuchen
mit einachsiger Belastung weiter untersucht werden.































Bild 20: Formänderung in Abhängigkeit von der plastischen Vordehnung ϕ nach Belastung bei
ϑ = 200 °C
Spannungsabhängigkeit des Kriechens
Nachdem der Zeitexponent m bereits ermittelt worden ist, kann der Aufwand zur Ab-
schätzung der Spannungsabhängigkeit reduziert werden, indem δ nur bei einer Zeit
t bestimmt wird. Hierfür werden die Formänderungen über der maximalen Biege-
spannung in der Außenfaser σb,max nach einer Haltezeit von t = 600 s bei einer

































Bild 21: Formänderung in Abhängigkeit von der max. Biegespannung nach Belastung bei
ϑ = 200 °C nach t = 600 s
Die Interpolation der maximalen Formänderungen über alle Kurven mit einem Po-
tenzgesetz nach Gleichung (11) liefert einen gemittelten Spannungsexponenten von
n = 1,29 mit einem Standardfehler von σx¯ = ±0,02. Somit ist die Spannungs-
abhängigkeit bis σ = 93 N/mm2 scheinbar chargen- und vordehnungsunabhängig.
Demnach ließe sich die Vordehnungsabhängigkeit durch einen weiteren Vorfaktor be-
schreiben, dessen Zusammensetzung in Abschnitt 4.2.2 auf Basis von Zugversuchen
bestimmt wird.
Spannungsgradienten über der Blechdicke machen es jedoch unmöglich, eine ein-
deutige Grenzspannung bis zum sog. „Power-Law-Breakdown“ abzuleiten, ab dem
der Spannungsexponent selbst spannungsabhängig wird und exponentiell ansteigt.
Daher muss diese Grenze temperaturabhängig über einachsige Zugversuche be-
stimmt werden.
Weiterhin zeigen die Ergebnisse eine Chargenabhängigkeit, die wie die Vordehnungs-
abhängigkeit über den Vorfaktor A gesteuert werden kann. Die verzugskritischste
Charge C kriecht demnach im betrachteten Zeitraum um ca. 75 % stärker als Charge
A.
Zwischenfazit zu den Biegeversuchen
Insgesamt zeigen die Biegeversuche eine sehr gute Reproduzierbarkeit der ermit-
telten Formänderungen, die in einer für Fahrzeugkarosserien relevanten Größenord-
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nung liegen. Die maximalen Kriechdehnungen der AA6016-Legierung sind von der
Charge abhängig und unterscheiden sich in dieser Versuchsreihe um bis zu 75 %.
Sämtliche weiteren Abhängigkeiten können anhand der Versuche abgeschätzt wer-
den, auch wenn ein Teilbeitrag der Formänderung auf das Temperaturprofil der Auf-
heizphase zurückzuführen ist und somit keine eindeutige Zuordnung zur Objekttem-
peratur zulässt.
Hinsichtlich der Zeitabhängigkeit wurde festgestellt, dass bis t = 30 min Primärkrie-
chen vorliegt und mit dem Zeitexponentenm = 0,31 temperaturunabhängig beschrie-
ben werden kann. Die Beobachtung deckt sich somit mit dem in der Literatur oftmals
ermittelten Wert von m = 1/3 [96, 100].
Eine wichtige Erkenntnis wurde aus den Versuchen mit plastischer Vordehnung ge-
wonnen. Im Gegensatz zur klassischen Kaltverfestigung sinkt der Widerstand gegen
eine Formänderung bei ϑ = 200 °C mit der Abstreckung, wenn die Belastung im
theoretisch elastischen Bereich erfolgt, vgl. Abschnitt 2.3.3. Um eindeutige Parame-
ter für AA6016 zur mathematischen Beschreibung abzuleiten, sind jedoch einachsi-
ge Zugversuche notwendig. Da Abhängigkeiten zwischen Qeff , T und ϕ während
der thermisch aktivierten Ausscheidungshärtung nicht auszuschließen sind, wird das
Kriechverhalten weiterhin bei verschiedenen Temperaturen geprüft.
Der Einfluss der Spannung kann bei ϑ = 200 °C mit einem konstanten Spannungs-
exponenten n = 1,29 beschrieben werden, wobei plastische Vordehnungen keine
Wechselwirkungen zeigen. Aufgrund der zwangsläufigen Verschmierung der Kenn-
werte im Spannungsbereich bis σb,max = 93 MPa kann ein möglicher „Power-Law-
Breakdown“-Bereich nicht identifiziert werden. Zu dessen Ermittlung sind ebenfalls
einachsige Kriechversuche erforderlich. Um den „Worst-Case“ zu prüfen, werden die
Blechproben für alle weiteren uniaxialen Versuche aus Aluminiumplatinen des glei-
chen Typs entnommen, aus denen auch die Proben der kritischsten Charge C gefer-
tigt wurden.
4.2 Bestimmung des Kriechverhaltens durch uniaxiale
Zugversuche
Uniaxiale Kriechversuche eigenen sich bei quasi-isotropem Werkstoffverhalten auf-
grund der Spannungskonstanz, um Kennwerte für Kriechmodelle abzuleiten. Nach
Gleichung (17) liegen die zu erwartenden Kriechdehnungen in der Größenordnung
10−4≤ εcr ≤ 10−3. Da zu deren Erfassung hochauflösende Messtechnik erforderlich
ist, wurden die Versuche am Fraunhofer Institut für Werkstoffmechanik in Freiburg
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durchgeführt. Mit Hilfe der ermittelten Kriechverläufe sollen schließlich folgende vier
Fragen beantwortet werden:
• Bis zu welcher Zeit kann das zuvor ermittelte Primärkriechverhalten angenom-
men werden?
• Ab welcher Grenzspannung wird der Exponent n selbst von der Spannung ab-
hängig (Power-Law Breakdown)?
• Wie lässt sich der Zusammenhang zwischen plastischer Vordehnung und Kriech-
verhalten quantifizieren?
• Wie groß ist der Einfluss des Gefügezustandes bei Kriechbeginn?
4.2.1 Versuchsaufbau und -durchführung
Zur Lastaufbringung wurde eine Zugprüfmaschine mit induktiver Beheizung verwen-
det, womit die Maximaltemperatur von ϑ = 200 °C nach t = 30 s erreicht werden
konnte. Dabei wurden drei Thermoelemente seitlich an die Probe gedrückt und die
Zieltemperatur auf den mittleren Messfühler geregelt, siehe Bild 22. Eine weitere Hal-
tezeit von t = 150 s musste vor der Belastung der Probe berücksichtigt werden, um
eine Temperaturkonstanz mit einer Standardabweichung von kleiner als 1 K an jedem
der drei Messfühler zu gewährleisten. Die bis dahin stattfindende Ausscheidungshär-
tung muss in Kauf genommen werden, da eine inhomogene Temperaturverteilung










Bild 22: Versuchsaufbau der uniaxialen Kriechversuche
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Die Geometrie der mit s0 = 1,04 mm dicken AA6016-Proben wies dabei eine Mess-
länge von l0 = 10 mm bei einer Breite von b0 = 8 mm auf, wodurch die Tempera-
turgradienten über die Probenlänge minimiert werden konnten. Um die Kriechdeh-
nungen ab einer erwarteten Größenordnung von εc = 10−4 aufzulösen, wurde ein
Extensometer der Fa. Epsilon mit einem Messbereich von 0,2 mm verwendet. Die
Keramiktaster wurden zur Sicherstellung des Reibschlusses mit vernachlässigbarer
Anpresskraft seitlich gegen die Proben gedrückt.
Für die Versuchsdurchführung wurde entsprechend folgender Ablauf definiert:
1. Ggf. Vordehnen der Proben,
2. induktives Aufheizen in t = 30 s auf Zieltemperatur,
3. ggf. Halten von ϑ = 200 °C über t = 1200 s (T6-Proben),
4. Lastaufbringung in t = 1 s zur Erreichung der Zielspannung nach Gesamtzeit
von tges = 180 s,
5. Aufzeichnung der Kriechdehnung über t = 1800 s.
Vorversuche bei ϑ = 200 °C und einer Last von σ = 69 N/mm2 zeigten anhand von
drei Proben eine ausreichende Reproduzierbarkeit, weshalb für die weiteren Versu-
che nur noch zwei Proben je Parametersatz gemessen wurden. Alle dargestellten
Messdaten sind entsprechend aus zwei Kriechkurven gemittelt worden.
4.2.2 Versuchsergebnisse
Alle geprüften Proben wurden bei den im folgenden dargestellten Ergebnissen aus
derselben Platine der Charge C entnommen. Im Gegensatz zu den Biegeversuchen
erlaubt das hochpräzise Extensometer eine explizite Auswertung des Gesamtdeh-
nungsverlaufes. Die elastischen, thermischen und ggf. plastischen Anteile sind dabei
in allen Diagrammen bereits herausgerechnet, sodass auf der Ordinate die reinen
Kriechdehnungen εc von Beginn des Erreichens der Zielspannung bis zum Ende der
Belastungszeit dargestellt sind.
Zeitabhängigkeit des Kriechens
Im Gegensatz zum Biegeversuch kann im Zugversuch bereits anhand einer Probe
der zeitliche Verlauf der Kriechdehnung ermittelt werden. In Bild 23 sind die zeitlichen
Verläufe der Kriechdehnungen bei unterschiedlichen Temperaturen und exemplari-
schen Spannungen dargestellt. Wie erwartet liegen die Absolutwerte der Kriechdeh-
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nungen zwischen εcr = 10−4 und 10−3. In Anbetracht des unvermeidbaren Mess-
rauschens sind die Dehnungen bei ϑ = 90 °C gerade noch auflösbar. Wie auch die
Biegeversuche kann der degressive Verlauf bis t = 1800 s mit einem Zeitexponenten
m = 0,31 beschrieben werden, der das Primärkriechen charakterisiert. Bei niedrige-
ren Temperaturen als ϑ = 200 °C gilt dieser Zusammenhang auch für höhere Span-
nungen als σ = 60 N/mm2 Der Koeffizient B beinhaltet die Wechselwirkungen mit























ϑ/=/150/°C,/  σ =/80/N/mm²////
ϑ/=///90/°C,/  σ =/90/N/mm²////
ϑ/=/200/°C,/  σ =/60/N/mm²////
Bild 23: Kriechdehnungsverläufe bis t = 1800 s und Beschreibung mittels Potenzfunktion
Spannungsabhängigkeit des Kriechens
Anhand der Biegeversuche wurde bereits ein scheinbarer Spannungsexponent n200 =
1,29 bei ϑ = 200 °C für den Bereich zwischen 0 < σb,max < 93 N/mm2 abgeleitet.
Mit den folgenden uniaxialen Kriechversuchen soll nun der Grenzspannungsbereich
ermittelt werden, ab dem das Kriechverhalten nicht mehr mit konstanten Parametern
nach Gleichung (12) beschreibbar wird. Üblicherweise wird n anhand der Sekundär-
kriechdehnrate bestimmt [85]. Da im betrachteten Zeitraum jedoch Primärkriechen
vorliegt, wird die zeitabhängige Überlagerung für Spannungen bis σ = 60 N/mm2
mit dem zuvor bestimmten Zeitexponenten m = 0,31 beschrieben und ein für alle
Spannungen konstanter, temperaturabhängiger Parameter A angenommen. Mittels
einer Regressionsanalyse lassen sich unter diesen Randbedingungen je Spannung
die fehlenden Exponenten an den Kurvenverlauf optimieren.
Aus Bild 24b ist zu entnehmen, dass sich die Kriechdehnungen nach t = 1800 s bei
ϑ = 200 °C ab einer Spannung von σ = 75 N/mm2 nicht mehr mit den Grundpara-
metern beschreiben lassen. Die initiale Kriechdehnrate steigt stark an, wodurch sich
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im weiteren ein flacherer Verlauf ergibt. Dieses Verhalten kann durch Anheben des
Spannungsexponenten bei gleichzeitiger Senkung des Zeitexponenten wiedergege-
ben werden. Bezogen auf den Elastizitätsmodul liegt die Grenzspannung für AA6016
in etwa bei σ/E > 1,3·10−3 und damit im Bereich, in dem das Verhalten analog
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Bild 24: a) Kriechkurven bei ϑ = 200 °C und unterschiedlichen Spannungen; b) Interpolation des
Spannungsexponenten n nach t = 1800 s
Für ϑ = 150 °C kann im Spannungsbereich bis σ = 85 N/mm2 ebenfalls n = 1,29
angenommen werden, was durch die mögliche Beschreibung der Temperaturabhän-
gigkeit mit einem konstanten Vorfaktor B, in den n mit einging, zu erwarten war. Erst
bei σ = 90 N/mm2 wird auch hier die starke Zunahme der Kriechdehnrate innerhalb
der ersten zwei Minuten sichtbar, siehe Bild 25. Die notwendigen Anpassungen bei
Anwendung der Potenzfunktion sind ebenfalls eine Verringerung des Zeitexponenten
auf m = 0,20 sowie eine Erhöhung des Spannungsexponenten auf n = 1,54.
Hinsichtlich des „Power-Law Breakdown“ wurden keine geringeren Temperaturen un-
tersucht, da die Auflösung des Kriechdehnungsverlaufes bei ϑ = 90 °C und einer
Spannung von bereits ca. 90 % der Warmstreckgrenze an ihre Grenzen stößt.
Temperaturabhängigkeit des Kriechens
In Bild 26 sind die Messkurven bei drei Temperaturen und gleicher Spannung von
σ = 90 N/mm2 dargestellt. Wie bereits bei den Biegeversuchen festgestellt, kann

































Bild 25: a) Kriechkurven bei ϑ = 150 °C und unterschiedlichen Spannungen; b) Interpolation des
Spannungsexponenten n nach t = 1800 s






























Bild 26: Kriechdehungsverläufe bei unterschiedlichen Temperaturen und Beschreibung mittels
Exponentialfunktion
Aufgrund der hohen Spannung, die - wie zuvor aufgezeigt - eine Veränderung des
Kriechverlaufes bewirkt, ist hier allerdings die Kenntnis der spannungs- und tempe-
raturabhängigen Parameter n und m notwendig, die bis auf n90 in den vorherigen
Abschnitten bestimmt werden konnten. Die Randbedingung, dass der chargenspezi-
fische Parameter C für alle drei Temperaturen identisch sein sollte, wird nun genutzt,
um mit Hilfe einer Regressionsanalyse die beiden offenen Parameter A und n90 zu
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ermitteln. Im Ergebnis lassen sich alle drei Messkurven zufriedenstellend unter Ver-
wendung der vorgeschlagenen effektiven Aktivierungsenergie beschreiben.
Vordehnungsabhängigkeit des Kriechens
Bild 27 zeigt die Kriechkurven von Zugproben mit plastischen Vordehnungen zwi-
schen 0 ≤ ϕ ≤ 0,12 bei einer konstanten Spannung von σ = 75 N/mm2 und
ϑ = 200 °C. Es ist zu erkennen, dass sich zwischen 1200 < t < 1800 s eine linea-
risierbare Kriechdehnrate einstellt, die vom Betrag her höher ist als ohne plastische
Vordehnung, vgl. Tabelle 10 im Anhang.
















































Bild 27: a) Kriechdehungsverläufe bei unterschiedlichen plastischen Vordehnungen ϕ und
ϑ = 200 °C; b) Beschreibung der Kriechdehnung nach t = 1800 s in Abhängigkeit von ϕ mit
Hilfe einer Potenzfunktion
Wird die erreichte Kriechdehnung nach t = 1800 s über der plastischen Vordeh-
nung aufgetragen, so lässt sich wie bei den Biegeversuchen ein degressiver Verlauf
feststellen. Zu dessen Beschreibung eignet sich eine Potenzfunktion nach Gleichung
(19) mit einem Vordehnungsexponenten k = 0,6 und einem temperaturabhängigen
Koeffizienten D200.
εc = εc,0 · (1 +Dϑ · ϕk) (19)
Auch für die Prüftemperatur ϑ = 150 °C kann der gleiche Zusammenhang mit ei-
nem Koeffizienten D150 angewandt werden. Allerdings lassen sich die geringen Deh-
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nungsunterschiede zwischen ϕ = 0,06 und 0,12 aufgrund des Messrauschens kaum
noch auflösen, vgl. Bild 28.
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Bild 28: a) Kriechdehungsverläufe bei unterschiedlichen plastischen Vordehnungen ϕ und
ϑ = 150 °C; b) Beschreibung der Kriechdehnung nach t = 1800 s in Abhängigkeit von ϕ mit
Hilfe einer Potenzfunktion
Einfluss der Ausscheidungshärtung
Nachdem ein erheblicher Einfluss von Spannung und Vordehnung bei den anfangs
unausgehärteten Proben festgestellt wurde, stellt sich nun die Frage, inwiefern sich
diese Effekte auch bei ausgehärteten Proben (T6) wiederfinden lassen. In Bild 29
sind die entsprechenden Kriechdehnungsverläufe gegenübergestellt.
Es fällt auf, dass die absolut gemessenen Kriechdehnungen nach t = 1800 s in je-
dem Fall geringer sind, als bei den entsprechenden T4-Proben. Allerdings unterschei-
den sich die Kriechdehnungsverläufe bei den unvorgedehnten Proben in Bild 29a er-
heblich. Die gehärteten Proben weisen deutlich geringere Anfangskriechdehnraten
auf und verlaufen im Weiteren steiler.
Dieser Unterschied scheint jedoch bei vorab induzierten plastischen Vordehnungen
nur noch marginal zu sein. Bei σ = 75 N/mm2 sind die Verläufe der auf ϕ = 0,06
vorgedehnten Proben bei anfänglichem T4 und T6-Zustand miteinander vergleich-
bar, wobei sich εc im betrachteten Zeitraum nahezu verdoppelt. Die Kriechdehnun-
gen in T6 liegen allerdings nur um ca. 11 % unterhalb der Kriechdehnungen der
T4-Proben.
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Bild 29: Kriechdehungsverläufe der ausgehärteten Proben im Vergleich zu anfangs unausgehärteten
Proben bei ϑ = 200 °C und a) unterschiedlichen Spannungen; b) plastischer Vordehnung
Zwischenfazit zu den uniaxialen Zugversuchen
Anhand der Zugversuche kann der Primärkriechbereich noch feiner aufgelöst werden
als bei den Biegeversuchen. Bemerkenswert ist, dass nach den ersten zwei Minu-
ten der Belastung bereits ca. 50 % der maximalen Kriechdehnung erreicht werden,
sofern die Proben nicht plastisch vorgedehnt wurden. Bis zu einer temperaturabhän-
gigen Grenzspannung folgen die Kriechverläufe einer Exponentialfunktion mit einem
Zeitexponenten m = 0,31.
Ab σ = 75 bzw. 85 N/mm2 werden die Kriechkurven bei ϑ = 200 °C bzw. 150 °C
nur durch Anheben des Spannungsexponenten von n = 1,29 auf bis zu 1,60 bei
gleichzeitiger Verringerung des Zeitexponenten m beschreibbar. Dieser Anstieg des
Spannungsexponenten konnte jedoch anhand der Biegeversuche bei maximalen Bie-
gespannungen von σ = 93 N/mm2, vgl. Bild 21, nicht beobachtet werden. Scheinbar
„verschmiert“ dieser Effekt durch den Spannungsgradienten über der Blechdicke und
wird daher vernachlässigt. In jedem Fall liegen die Spannungsexponenten weit unter-
halb der für Versetzungskriechen üblichen Werte von ca. n = 5 für Aluminium [86].
Bezüglich der Temperaturabhängigkeit bestätigt sich auch bei den Zugversuchen,
dass die bereits anhand der Biegeversuche bestimmte effektive Aktivierungsenergie
Qeff = 27,9 kJ/mol geeignet scheint, die Kriechdehnungsverläufe ausreichend ge-
nau wiederzugeben.
Die plastische Vordehnung stellt ein neues „Worst-Case-Szenario“ hinsichtlich der
maximalen Kriechdehnung dar, dessen Wechselwirkung sich mit einem Potenzge-
setz nach Gleichung (19) beschreiben lässt. Der abgeleitete Vordehnungsexponent
k = 0,6 führt in Verbindung mit dem Vorfaktor Dϑ dazu, dass bei ϑ = 200 °C bereits
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eine plastische Vordehnung von ϕ = 0,02 die Kriechdehnung nach t = 1800 s um
26 % ansteigen lässt. In [103] wurde festgestellt, dass grobe Mg2Si-Ausscheidungen
bei einer vorgedehnten Al MgSi-Legierung einen geringeren Beitrag zur Streckgren-
zenerhöhung leisten als die feinen Ausscheidungen ohne Vordehnung. Da solche
groben Ausscheidungen nach [98] auch den Kriechwiderstand senken, liegt es na-
he, den Exponent k als Wert zur vordehnungsabhängigen Ausscheidung von groben
Mg2Si-Verbindungen zu interpretieren. Eine Korrelation zwischen k und dem Streck-
grenzenabfall wäre dabei noch nachzuweisen.
Schließlich zeigte sich, dass ausgehärtete Proben generell niedrigere Kriechdehnun-
gen nach t = 1800 s aufweisen als die unausgehärteten Proben. Folglich werden die
Werkstoffparameter in Abschnitt 4.3 auf Basis der Proben in T4-Zustand ermittelt.
4.3 Ableitung eines geeigneten Werkstoffmodells
Im vorherigen Abschnitt wurden aus den verschiedenen Kriechverläufen die Zeit- und
Spannungsexponenten abgeleitet. Dabei wurde festgestellt, dass diese ab einer tem-
peraturabhängigen Grenzspannung wiederum selbst abhängig von der anliegenden
Spannung werden. Unter Anwendung eines Potenzansatzes nach NORTON-BAILEY
ist es daher für kraftgesteuerte Zugversuche nicht möglich, einen für alle Spannungen
gültigen Parametersatz mit konstanten Werten für n und m zu definieren.
Allerdings betrifft dieser „Power-Law-Breakdown“ nur einen kleinen Teil der im realen
Anwendungsfall auftretenden Biegespannungen, da diese über die Blechdicke auf
null abnehmen. Die gemessenen Formänderungen bei σb,max = 93 N/mm2 und ϑ =
200 °C (vgl. Charge C in Bild 21) zeigen, dass sich auch dieser Fall oberhalb der
Grenzspannung von σ > 75 N/mm2 mit m = 0,31 und n = 1,29 zufriedenstellend
genau beschreiben lässt. Außerdem werden im dehnungsgesteuerten Fall, wie er bei
Aluminiumbauteilen im Trockner auftritt, die relaxierenden Spannungen dazu führen,
dass der Anteil an Bereichen oberhalb der Grenzspannung mit der Zeit abnimmt.
Die Abhängigkeit von der plastischen Vordehnung ϕ ist jedoch in jedem Fall rele-
vant, da alle Realbauteile einen Umformgrad aufweisen. Daher wird im diesem Ab-
schnitt die in Gleichung (19) vorgeschlagene Erweiterung des Kriechmodells mittels
FE-Simulation geprüft und die Anwendbarkeit des Potenzansatzes auf Biege- und
Relaxationslastfälle bewertet.
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4.3.1 Eignung des Werkstoffmodells für den Biegelastfall
Für die FE-Simulation können verschiedene Werkstoffmodelle verwendet werden.
Da sich die Kriechdehnrate im betrachteten Zeitraum verändert, werden die bei-
den Werkstoffmodelle zur zeitabhängigen Beschreibung der Kriechdehnrate ε˙cr nach
Gleichung (13) und (14) untersucht. Die resultierenden Formänderungen werden da-
nach mit den Messergebnissen verglichen und bewertet, wie genau die FE-Simulation
den Biegelastfall abbildet. Dafür wird die plastische Vordehnung zunächst nicht be-
trachtet, d. h. das Werkstoffmodell wird mit den drei ParameternA, n undm beschrie-
ben, die anhand von Charge C im einachsigen Zugversuch bestimmt wurden.
Die Modellierung des Blechstreifens für den Solver Abaqus Standard erfolgte mit
Schalenelementen, wobei die Elementkantenlänge auf lel = 3 mm gesetzt wurde.
In Vorbewertungen zeigte sich, dass sich die Formänderung durch eine noch feine-
re Diskretisierung in der zweiten Nachkommastelle nicht mehr ändert. Die Anzahl
der Integrationspunkte über der Schalendicke wurde auf fünf festgelegt, da eine Er-
höhung ebenfalls keine relevante Veränderung der Ergebnisse zeigte. Alle linienför-
migen Kontakte zwischen dem Blechstreifen und der Vorrichtung (vgl. Bild 16) wur-
den entsprechend definiert. Der Einfluss des Reibwerts an den Kontaktlinien auf die
Formänderung liegt dabei im vernachlässigbaren Bereich von wenigen hundertstel







































Bild 30: Vergleich zwischen gemessenen und berechneten Formänderungen mit dehnungs- und
zeitgesteuertem Kriechmodell nach t = 600 s bei ϑ = 200 °C
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Die Gegenüberstellung von Messergebnissen und Berechnung in Bild 30 zeigt, dass
sich das dehnungsgesteuerte Kriechmodell eignet, um die tatsächlichen Formände-
rungen mit einer Abweichung von ∆z < 0,1 mm abzubilden. Mit dem zeitgesteuerten
Kriechmodell wird die Formänderung bei identischen Parametern um fast 50 % un-
terschätzt.
Als Fazit der Gegenüberstellung wird festgehalten, dass die Formänderungen der
Biegeversuche mit den aus den uniaxialen Kriechversuchen bestimmten Kennwerten
konservativ berechnet werden können. Hierfür muss allerdings das dehnungsbasierte
Potenzgesetz nach Gleichung (14) verwendet werden.
4.3.2 Berücksichtigung der plastischen Vordehnung
In Abschnitt 4.2.2 wurde festgestellt, dass die Vordehnungsabhängigkeit im uniaxia-
len Zugversuch mit einem Potenzgesetz nach Gleichung (19) beschrieben werden
kann. Dabei stellt der Exponent k eine Werkstoffkonstante dar.
In Bild 31 sind die sehr gut reproduzierbaren, vordehnungsabhängigen Formabwei-
chungen beim Biegelastfall von Blechcharge B dargestellt. Für die Berechnung der
Referenzvariante ohne Vordehnung wurden die chargenabhängigen Parameter Aϑ
um 23 % gegenüber der Charge C reduziert. Zur bestmöglichen Nachstellung der
Formabweichungen mit vorgedehnten Blechstreifen mussten allerdings bei k = 0,6
auch die temperaturabhängigen Parameter Dϑ um den Faktor 2,6 gegenüber der
Charge C erhöht werden.
Aus den Ergebnissen ergibt sich, dass neben Parameter A auch D von der Blech-
charge abzuhängen scheint. Daher werden für die Validierung in Kapitel 6 die Pa-
rameter von Charge C, aus der auch das Aluminiumbauteil (vgl. Bild 35) gefertigt
wurde, verwendet.
4.3.3 Eignung des Werkstoffmodells für die Spannungsrelaxation
Nachdem das Kriechverhalten vom einachsigen Zug auf den Biegelastfall übertra-
gen und validiert wurde, stellt sich nun die Frage nach der Übertragbarkeit der in
Abschnitt 4.3 bestimmten Kriechparameter auf den dehnungsgesteuerten Lastfall. Da
während eines Trocknerdurchlaufes außer dem Eigengewicht keine äußeren Lasten
an der Karosserie angreifen, beschreibt die Relaxation den Abbau der durch unter-








































Bild 31: Vergleich zwischen gemessenen und berechneten Formabweichungen mit plastischer
Vordehnung nach t = 600 s bei ϑ = 200 °C
Aufbau und Durchführung der Relaxationsversuche
Die Relaxationsversuche wurden an einer Zugprüfmaschine mit induktiver Beheizung
durchgeführt, vgl. [104]. Im Gegensatz zu den uniaxialen Kriechversuchen war die
Verwendung einer längeren Induktionsspule notwendig, da die Probenlänge nach
DIN EN 10319-1 mindestens l0 > 100 mm aufweisen soll. Damit konnte eine Auf-
heizrate von T˙ = 10 K/s ohne Überschwingen erreicht werden, wobei sich die in Bild
32 dargestellte, über den Zeitraum von t = 1800 s konstante Temperaturverteilung
entlang der Probe einstellte.
Dieses stationäre Temperaturprofil wurde in der FE-Simulation nachgestellt und die
Parameter Aϑ im Werkstoffmodell so definiert, dass diese zwischen den Temperatu-
ren linear interpoliert werden. Für Raumtemperatur wird dabei vereinfacht angenom-
men, dass im betrachteten Zeitraum keine messbaren Kriechdehnungen auftreten.
Verwendet wurden Proben aus der Blechcharge C.
Bis zu einer Grenzspannung von σ = 75 N/mm2 wurde in Abschnitt 4.2 die Anwend-
barkeit konstanter Zeit- und Spannungsexponenten festgestellt. Daher wird diese An-
fangsspannung für die Relaxationsversuche gewählt, um die Wechselwirkung mit der
plastischen Vordehnung bei Temperaturen bis zu ϑ = 200 °C zu analysieren. Die
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Bild 32: Temperaturverteilung entlang der Blechproben
Gleichung (20) beschreibt den theoretischen, zeitabhängigen Spannungsabfall und
kann mit der Annahme aus Gleichung (21), wonach die Kriechdehnrate ε˙c und die
elastische Dehnrate ε˙e aufgrund der Dehnungskonstanz gleich null sein müssen,
hergeleitet werden [88]. Zeitunabhängige, plastische Dehnungen sind hier nicht zu
berücksichtigen, da die Belastung unterhalb der Warmstreckgrenze liegt. Für die
Beschreibung der Kriechdehnrate wird Gleichung (13) zu Grunde gelegt. Demnach




(n− 1)EAϑtm + σ(1−n)0
]1/(1−n)
(20)





Der Vergleich zwischen den gemessenen und den berechneten Relaxationskurven in
Bild 33 zeigt, dass die temperaturabhängigen Kriechparameter auch geeignet sind,
den Spannungsrelaxationsverlauf wiederzugeben.
In der Berechnung wurde der Spannungsverlauf anhand des dargestellten Elemen-
tes in der Mitte des Blechstreifens ausgewertet. Bei einer Ausgangsspannung von
































Bild 33: Anwendung des dehnungsbasierten Werkstoffmodells auf den Relaxationsversuch und
Vergleich mit den Messergebnissen bei unterschiedlichen Temperaturen
nungen nach t = 1800 s um bis zu ∆σ = 20 N/mm2. D. h., dass ca. ein Viertel der zu
Beginn aufgebrachten elastischen Dehnungen in irreversible Kriechdehnungen über-
gehen.
Die Vordehnungsabhängigkeit wurde in [105] anhand entsprechender Relaxations-
versuche untersucht. Wie bei den Kriechversuchen wurde festgestellt, dass sich der
Einfluss der plastischen Vordehnung mit einem Exponenten k = 0,6 beschreiben
lässt.
4.3.4 Grenzen des Werkstoffmodells
Das erstellte Werkstoffmodell für die warmhärtende Al MgSi-Legierung AA6016 in
T4-Zustand wurde an die Randbedingungen eines konventionellen KTL-Trocknungs-
prozesses, d. h. bis zu einer Maximaltemperatur von ϑ = 200 °C, angepasst. Daher
werden nun die Grenzen dieses Modells noch einmal zusammengefasst.
Die Ausscheidungshärtung von AA6016 T4 auf T6, die sich ohne Belastung posi-
tiv auf die Kriechempfindlichkeit auswirkt, überlagert die im Lacktrocknungsprozess
auftretenden thermisch induzierten Spannungen. Daher wurden die Proben vor der
Belastung bei verschiedenen Temperaturen so schnell wie möglich aufgeheizt, um
das kritischste Szenario zu prüfen. Das Werkstoffmodell kann deshalb nur sinnvoll
den einmaligen Aufheizprozess eines dünnen Aluminiumbauteils abbilden. Bei einer
Hintereinanderschaltung von Wärmeprozessen würden mit den gewonnenen Para-
76
metern entsprechend zu hohe Kriechdehnungen berechnet. Eine Anwendung auf zy-
klische Belastungen ist demnach ebenfalls nicht ohne Validierung zulässig.
Weiterhin ist der Belastungszeitraum bei Maximaltemperatur, innerhalb dem die Kriech-
dehnrate abnimmt und Primärkriechen vorliegt, auf t = 30 min begrenzt. Eine Extra-
polation zu längeren Zeiten auf den in dieser Arbeit nicht untersuchten Sekundärbe-
reich würde die mit dem Werkstoffmodell berechnete Kriechdehnung als zu gering
ausweisen.
Der Spannungsexponent n = 1,29 wurde anhand von Biegespannungen von bis zu
σ = 93 N/mm2 bestätigt. Die Auswirkung von noch höheren Spannungen im Über-
gangsbereich zur Warmstreckgrenze wird ggf. etwas unterschätzt, da der „Power-
Law-Breakdown“ Effekt mit dem verwendeten Ansatz nicht beschrieben werden kann.
Plastische Vordehnungen wurden mit typischen, in Außenhautbauteilen auftretenden
Werten von bis zu ϕ = 0,12 eingebracht und der Einfluss auf die Kriechdehnung
beschrieben. Die Anwendbarkeit des Werkstoffmodells auf höhere Vordehnungen
müsste daher zuerst validiert werden.
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5 Entwicklung einer beulkritischen Baugruppe zur
Validierung
Das im vorhergehenden Kapitel anhand von einfachen Blechstreifen bestimmte Kriech-
verhalten soll später zur Validierung auf ein dreidimensionales Bauteil übertragen
werden. Als Prämisse gilt dabei, ein dünnwandiges Aluminiumblechbauteil aus AA6016
mit einem Stahlrahmen zu verbinden, sodass unter Temperatur Druckspannungen im
Bauteil und letztlich kurzwelliges Deformationsverhalten nachgestellt werden können.
Die Vorauslegung und Entwicklung einer dafür geeigneten Baugruppe wird in diesem
Kapitel beschrieben.
5.1 Ableitung der prozessbedingten Anforderungen
Zum Konzeptionsstart der Baugruppe ist eine möglichst genaue Beschreibung des


















Bild 34: Geplanter Ablauf des Analyseprozesses
Da mehrere Bauteile analysiert werden sollen, ergibt sich aus Schritt eins die An-
forderung an eine Einlegevorrichtung zur reproduzierbaren, statisch bestimmten Po-
sitionierung. Für Schritt zwei und sechs muss eine lösbare Fixiertechnik konstruiert
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werden, die gleichfalls den über FE-Simulation abzuschätzenden Reaktionskräften
unter Temperatur bei bis zu ϑ = 200 °C im Ofen standhält. Hinsichtlich der geometri-
schen Anforderungen gilt es, die Innenabmaße des Ofens von ca. 1,6 x 1,0 x 1,5 m
(Breite x Tiefe x Höhe) einzuhalten und eine Adaption auf einen zum Transport vor-
gesehenen Rollwagen bestehend aus Aluminiumprofilen vorzusehen. Zur optischen
Vermessung vor und nach dem Ofenprozess wird das System GOM Atos verwendet.
Um die Bestimmung der Formänderung zwischen Schritt drei und fünf möglichst ein-
fach zu gestalten sind am Stahlrahmen, der als Träger für mehrere Bauteile benutzt
werden soll, Bohrungen für Referenzmarken vorzusehen, anhand derer das Einmes-
sen erfolgen kann. Die Formänderungsanalyse mit dem System GOM Aramis im auf
Maximaltemperatur vorgeheizten Ofen soll starten, sobald dieser mit der Baugruppe
beschickt ist. Da die Messung durch eine Glasscheibe erfolgt, sollte das Aluminium-
bauteil möglichst unter einem Winkel von ca. 45° zur Scheibe hin angestellt werden,
um Lichtbrechungseffekte zu minimieren. Weiterhin ist eine möglichst geringe Masse
des Stahlrahmens anzustreben, da damit die Auskühlzeit und die Taktzeit verringert
werden kann sowie der Baugruppentransport erleichtert wird.
5.2 Vorbewertung eines Aluminiumbauteils
Zunächst gilt es, ein Aluminiumblechbauteil zu definieren, welches unter Wärme zu
stark nichtlinearem Deformationsverhalten neigt. In Betracht kommt hierfür das in
Bild 35 dargestellte Außenteil einer von ECKERT [16] entworfenen Versuchsbaugrup-
pe, welches mit einem Karosserieaußenhautbauteil vergleichbare Eigenschaften auf-
weist. Zudem ist bereits ein umlaufender Flansch mit einer Länge von f = 7,5 mm


















Bild 35: CAD-Geometrie des Außenhautbauteils aus Aluminium
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Die Vorgehensweise bei der Vorbewertung, in der noch von einer idealen Geometrie
nach CAD ausgegangen wird, gliedert sich in folgende zwei Schritte:
1. Bestimmung der kritischen Beultemperatur des Aluminiumbauteils,
2. Untersuchung der Herstellbarkeit des Aluminiumbauteils mit verlängerter Flan-
schlänge f , um mehr Spielraum bei der Konzeption von Fixiervarianten zum
Stahlrahmen zu schaffen, siehe Abschnitt 5.3.
5.2.1 Lineare Eigenwertanalyse
Lineare Eigenwertanalysen sind Stand der Technik zur Berechnung der Beulneigung
von Schalenstrukturen (vgl. Abschnitt 2.2.2). Der Vorteil gegenüber einer transienten
Wärmeverzugssimulation (vgl. Abschnitt 5.3.2) ist der einfachere Modellaufbau, der
nur das Einzelteil berücksichtigt, sowie die vereinfachte Lastdefinition über einen ho-
mogenen Temperatureintrag. Dadurch kann eine Vorbewertung mit vergleichsweise
geringem Aufwand erfolgen. Im Folgenden werden der Modellaufbau dargestellt und
verschiedene Einflussgrößen bewertet.
Modellaufbau und Referenzergebnis
Im Basissetup wird das mit einer Standardelementkantenlänge von lel = 10 mm ver-
netzte Außenteil an der Abstellkante mit Ausnahme der Radien umlaufend in allen
translatorischen und rotatorischen Freiheitsgraden gesperrt, mit einer homogenen
Temperatur beaufschlagt und als Zielgröße eine theoretische, kritische Temperatur
Tkr mittels linearer Eigenwertberechnung ermittelt. Der Modellaufbau ist in Bild 36
dargestellt. Für den Elastizitätsmodul E und den Wärmeausdehnungskoeffizienten α
werden in der Berechnung Werte analog Abschnitt 2.3.1 angenommen.
+++ Einspannung aller sechs Freiheitsgrade an der abgestellten Kante
Bild 36: Modellierung des Bauteils zur Bestimmung der kritischen Beultemperatur
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Als Kriterium für eine detailliertere Untersuchung des Bauteils wird dabei festgelegt,
dass Tkr kleiner 90 K betragen muss, was vereinfacht aus Gleichung (22) abgeleitet
werden kann.
Tkr < (Tmax − TRT ) · αStahl
αAlu
= (200− 20) · 1
2
= 90K (22)
Darin stehen Tmax für die maximale Temperatur im Ofen, TRT für die Raumtem-
peratur und αi für die Wärmeausdehnungskoeffizienten von Stahl und Aluminium,
deren Verhältnis etwa 1:2 beträgt. Dieser Faktor wird mitberücksichtigt, da zu die-
sem Zeitpunkt der Entwicklungsphase kein transientes Temperaturfeld bekannt ist,
welches eine zeitlich verzögerte Ausdehnung des noch zu konstruierenden massi-
veren Stahlrahmens bewirkt. Eine kritische Temperatur von Tkr < 180 K ginge von
einer unrealistischen, starren Einspannung gegenüber der Umgebung aus und wäre
daher als Kriterium ggf. zu hoch. Somit stellt das Kriterium, welches die zeitgleiche
Ausdehnung der Stahlstruktur annimmt, eine Bewertung zur sicheren Seite hin dar.
Die Berechnung von Tkr wird dabei in folgenden zwei Schritten durchgeführt:
1. Ermittlung der kritischen Temperatur Tkr0 ohne Vorlast.
2. Ermittlung der kritischen Temperatur Tkr,max bis zur maximal möglichen Vorlast
Tpre durch schrittweise Temperaturerhöhung.
Unabhängig vom Elementtyp steigt der Verlauf der kritischen Temperaturen mit höhe-
rer Vorlast um ca. ∆T = 5 bis 8 K an und liegt zwischen 45 < Tkr,max < 49 K, siehe
Bild 37. Als am beulkritischsten wird der Bereich an der unteren, längeren Seite des
Bauteils berechnet.
Einfluss des Elementtyps
Für die Vernetzung der Geometrie stehen verschiedene Elementtypen zur Auswahl,
mit welchen dünne Schalenstrukturen abgebildet werden können. Als „dünn“ werden
Strukturen bezeichnet, deren Dicke weniger als 1/15 einer charakteristischen Länge
(z. B. freie Ausdehnung zwischen Spannern) betragen [55], was auf das zu betrach-
tende Außenhautbauteil zutrifft.
In Tabelle 8 sind sämtliche in Abaqus Standard verfügbare Elementtypen dargestellt,
die zur Modellierung dünner Schalen in Frage kommen [57]. Werden die Ergebnis-
se für Tkr0 und Tkr,max betrachtet, so sind die Unterschiede gering. Die kritischen

































Bild 37: Kritische Temperaturen zur Erreichung des ersten Eigenwertes in Abhängigkeit der Vorlast
anhand verschiedener Elementtypen in Abaqus Standard
Tkr,max mit ∆T = 3,2 K etwas höher liegt. Das reduziert integrierte Dreieckelement
bildet die Verformung erwartungsgemäß am steifsten ab [13] und liegt bezüglich der
kritischen Temperatur unter Vorlast an der Spitze, während das voll integrierte Dreie-
ckelement das untere Ende markiert. Zwischen den Viereckelementen ist kein Unter-
schied zu erkennen, was eine reduzierte Integration zur Einsparung von Rechenzeit
und Datenmenge rechtfertigt.
Tabelle 8: Einfluss des Elementtyps auf die kritische Temperatur
Bezeichnung Typ FHG Knoten red. integriert Tkr0 [K] Tkr,max [K]
STRI3 Dreieck 6 nein 39,1 45,5
S3R Dreieck 6 ja 40,7 48,7
S4R Viereck 6 ja 39,5 45,7
S4 Viereck 6 nein 39,5 45,7
Einfluss der Elementkantenlänge
Im zweiten Schritt soll nun der Einfluss der Elementkantenlänge analysiert werden,
mit der das Außenhautbauteil modelliert ist. Für die Konvergenzstudie werden drei
Kantenlängen anhand der gleichen Lastfälle wie im vorhergehenden Abschnitt be-
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trachtet. Da die exakte Lösung nicht bekannt ist, wird die vermeintlich genaueste Lö-
sung mit Elementkantenlänge lel = 0 mm anhand einer Extrapolation abgeschätzt.
Tabelle 9: Einfluss der Elementkantenlänge lel auf die kritische Temperatur






Die Ergebnisse in Tabelle 9 zeigen eine Abnahme der kritischen Temperatur mit fei-
ner werdendem Netz. Im Vergleich zur theoretisch genauesten Lösung liegt Tkr bei
lel = 10 mm Kantenlänge um ∆T = 0,5 K höher, was einen Fehler von ca. 1 %
auf der unsicheren Seite bedeutet. Wird eine Bewertung der unvorgespannten Struk-
tur vorgenommen, ist die Differenz ohne weitere Netzverfeinerung mit ∆T = 0,5 K
ebenfalls gering. Folglich ist eine genauere Diskretisierung des Außenbauteils zur
Vorauslegung der Baugruppe nicht zwingend erforderlich.
Einfluss der Einspannbedingungen
Die für die Vorauslegung wichtigste Information ist die Definition von Lage und Art
der Fixiertechnik, mit der das Außenteil mit einem Stahlrahmen verbunden werden
soll. In den vorhergehenden Abschätzungen wurde stets eine umlaufende Fixierung
aller Freiheitsgrade über die gesamte Länge der Flansche angenommen, welche am
Realbauteil aufgrund von Kosten und Komplexität nicht angestrebt werden kann.
In einer ersten Variante wird untersucht, ob anstatt einer Einschränkung aller sechs
FHG ein reiner Formschluss genügen würde, um die Bedingung aus Gleichung (22)
zu erfüllen. In Bild 38a ist das Ergebnis dargestellt, wonach die kritische Beultempe-
ratur oberhalb der geforderten liegt. In der Realität wäre eine solche Einspannung nur
schwer umsetzbar, da die realen Flächenpressungen aufgrund der Überbestimmtheit
nicht ermittelt werden könnten und das Konzept damit simulativ kaum abgesichert
werden kann.
Realistisch wäre folglich eine lokale Fixierunge des Bauteils am Flansch, die in Bild 38b
abgebildet ist. Hierbei wird die Annahme getroffen, dass die Flansche an 16 Positio-









Bild 38: Temperaturen und beulkritischer Bereich bei Erreichung des ersten Eigenwertes in
Abhängigkeit von verschiedenen Einspannungen
ben möglich wäre. Damit liegt die kritische Beultemperatur bei Tkr = 34 und eine
weitere Betrachtung in Wechselwirkung mit einem Stahlrahmen erscheint sinnvoll.
5.2.2 Vorversuche zur Auslegung der Flanschlänge
Um einen größeren Spielraum bei der Auswahl möglicher Fixierungen des Außenteils
zu erhalten (vgl. Abschnitt 5.3) wurde im Rahmen eines Vorversuches die Herstell-
barkeit eines in drei Stufen von f = 7,5 mm auf f1 = 13,5 mm, f2 = 15 mm und
f3 = 16,5 mm verlängerten Flansches untersucht. Dafür wurden insgesamt neun
Bauteile gezogen und bei jeweils dreien die Beschnittkontur angepasst (siehe Bild
39), sodass nach Abstellen die gewünschten, verlängerten Flansche bewertet wer-
den konnten. Die maximale Flanschlänge ergab sich dabei aus dem Umriss zur Ver-
fügung stehenden gezogenen Fläche. Beim Abstellen wurden alle beschnittenen Pla-
tinen mit Hilfe von Einweisern mittig auf dem Werkzeug zentriert und mit identischen
Pressenparametern umgeformt.
Formabweichung nach Rückfederung
Entscheidend für die Bewertung der Bauteile mit verlängertem Flansch ist vor allem
die Ausprägung der resultierenden Flanschwelligkeit. Aus Bild 40 geht hervor, dass
diese mit der abgestellten Länge des Flansches zunimmt und insbesondere an den
kürzeren Bauteilkanten auftritt. Positiv ist zu werten, dass die Welligkeiten bei allen
Bauteilen zumindest stets an den gleichen Stellen auftreten, was bei der Konstrukti-
on und Positionierung der Fixiertechnik berücksichtigt werden kann. In Abhängigkeit
der noch zu definierenden Fixierung wäre dennoch ein möglichst kurzer Flansch zu
bevorzugen, um die geometrischen Einschränkungen aufgrund der Welligkeiten so







Bild 39: Anpassung des Beschnittes der Bauteilkontur zur Erprobung der Herstellbarkeit verlängerter
Flansche
Neben den lokalen Flanschwelligkeiten wurde auch die globale Formabweichung des
Bauteils gegenüber CAD bestimmt. Dafür wurde jeweils ein Bauteil mit Flanschlänge
f1, f2 und f3 auf einer Vorrichtung mit dem System GOM Atos vermessen, wobei das
Bauteil mittels Aufnahmestiften und drei Spannern statisch bestimmt gelagert wurde,
vgl. Bild 41a. Entsprechend sind diese Positionen als Referenzpunkte definiert (vgl.
Abschnitt 2.1.3).
In Bild 41b ist exemplarisch die flächige Formabweichung nach Beschnitt und Abstel-
len zu CAD dargestellt. Es ist zu erkennen, dass der obere Bereich geringer und der
untere Bereich um mehrere Millimeter stärker bombiert ist, als die theoretische CAD-
Bauteilgeometrie. Diese Auswirkung ist plausibel, da die Umformwerkzeuge nach
CAD ohne Kompensation des Rückfederungsverhaltens hergestellt wurden. Im Zieh-
prozess wird die obere Kante gelängt, weshalb der rückgefederte Strakverlauf flacher
wird (Ecken bewegen sich in Z+, Mitte in Z-). Die untere Kante verhält sich entspre-
chend gegenläufig, da diese im Ziehprozess gestaucht wird.
Digitale Rekonstruktion des Bauteils
Da die gemessene Flächenabweichung mit verlängertem Flansch nicht zu vernach-
lässigen ist, wurde eine digitale Rekonstruktion des Bauteils durchgeführt, um die
Konstruktion des Spannrahmens auf Basis möglichst realitätsnaher Geometriedaten
zu ermöglichen. Dafür wurde das Programm Rapidform XOR 3 eingesetzt. Bild 42









Bild 40: Einfluss der Flanschlänge auf die Welligkeit nach Abstellen
Demnach treten die größten Abweichungen von maximal ± 0,03 mm vor allem in
Radienbereichen auf, die ohnehin bei der Neuvernetzung der Geometrie für die FE-
Simulation vereinfacht abgebildet werden müssen. Auf der Oberfläche liegt die Flä-
chenabweichung weitestgehend innerhalb einer Abweichung von ± 0,01 mm. Dieser
rekonstruierte Datensatz wird im Weiteren für alle Berechnungen in Abschnitt 5.3.2
verwendet.
5.2.3 Fazit der Vorbewertung
Bei der Vorbewertung zeigte sich, dass die kritische Beultemperatur mit Tkr,max ≈
46 K unabhängig vom gewählten Elementtyp und der Elementkantenlänge in Abaqus
Standard, siehe Tabelle 8, unterhalb der definierten Grenze von Tkr = 90 K liegt.
Weiterhin wurde festgestellt, dass die gewählten Einspannbedingungen einen we-
sentlich größeren Einfluss auf Tkr ausüben als die Modellierung des FE-Netzes. Eine
kraftschlüssige, lokale Fixierung bietet demnach Vorteile gegenüber einer schwer zu
realisierenden, flächigen Anlage und unterschreitet die definierte Grenztemperatur
hinsichtlich Beulrisiko ebenfalls deutlich. Mit Tkr,max = 34 K liegt diese bei 16 Fixier-
positionen sogar unterhalb der Referenzlagerung mit umlaufender Einspannung aller
sechs Freiheitsgrade.
Somit erfüllt das Aluminium-Bauteil die notwendige Bedingung, um auch in Wechsel-
wirkung mit dem Stahlrahmen geometrisch nichtlineares Deformationsverhalten zu
























Bild 42: Flächenabweichung des digital rekonstruierten Bauteils im Vergleich zum optischen
Messergebnis, vgl. Bild 41b
Außerdem genügen für den Aufbau aller folgenden FE-Modelle reduziert integrierte
Viereckelemente mit sechs FHG je Knoten, die durch entsprechende Dreiecksele-
mente ergänzt werden können, soweit dies für die geometrische Abbildung erforder-
lich ist. Bevor jedoch die detailliertere Simulationsschleife durchgeführt wird, muss
ein praktikables Konzept zur Fixierung des Bauteils mit einem Stahlrahmen erstellt
werden.
5.3 Definition der Fixierung des Aluminiumbauteils
Anhand des vorbewerteten Aluminiumbauteils wurde im vorherigen Abschnitt gezeigt,
dass der Fixiertechnik eine entscheidende Rolle bei der Erzeugung nichtlinearen De-
formationsverhaltens zukommt. Daher wird im Folgenden eine geeignete Fixiertech-
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nik unter Berücksichtigung aller Anforderungen definiert und hinsichtlich der zu erwar-
tenden Reaktionskräfte mittels FE-Simulation sowie Ersatzversuchen abgesichert.
5.3.1 Vorauswahl verschiedener Fixierkonzepte
Zur Fixierung von Bauteilen existieren sämtliche Verbindungskonzepte, die sich im
Wesentlichen nach Reib-, Form- und Stoffschluss klassifizieren lassen [106]. Kon-
zepte, die prinzipiell für das Aluminiumbauteil in Frage kommen, wurden in [107] aus-
führlich dargestellt und bewertet. Demnach eignen sich folgende Konzepte, wobei
stoffschlüssige Verbindungen aufgrund der Anforderung nach Lösbarkeit (vgl. Ab-
schnitt 5.1) von vorn herein ausgeschlossen sind:
• Klemm-/ Schraubverbindung,
• Bolzen-/ Stiftverbindung.
Eine wesentliche Einflussgröße ist die zu erwartende Reaktionskraft aufgrund der
Wärmeausdehnung des Aluminiumbauteils relativ zum Stahlrahmen. Ist diese be-
kannt, so lässt sich für eine Klemm- oder Schraubverbindung die notwendige Halte-
kraft bestimmen. Für eine Bolzen- oder Stiftverbindung wäre das Lochleibungsrisiko
ein geeignetes Kriterium, da hier der Bauteilflansch durchbohrt werden müsste.
Die Reaktionskraft wird dafür zunächst vereinfacht anhand der freien thermischen
Ausdehnung eines Balkens mit der Querschnittsfläche O des zur Verfügung stehen-
den Flansches und dem Elastizitätsmodul von Aluminium E abgeschätzt, wie in Bild
43 skizziert. Dabei wird die Annahme getroffen, dass das Aluminiumbauteil aufgrund
der geringeren Masse viel schneller aufheizt als der Spannrahmen und ein Tempera-
turdelta ∆T von maximal 180 K auftreten kann. Weiterhin sei der Flanschausschnitt
fest eingespannt und so kurz, dass er nicht ausknickt.
O
feste Einspannung (z. B. 
Fixierung am Spannrahmen)Flanschausschnitt
E, ΔT, αFR,max FR,max
Bild 43: Abschätzung der Reaktionskraft an den Fixierpositionen anhand eines
„Worst-Case“-Szenarios
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In einer solchen „Worst-Case“-Betrachtung ohne Biegung ist die freie Länge zwi-
schen den Einspannungen unerheblich, da nur die Wärmeausdehnung α eine Rolle
spielt. Gleichung (23) beschreibt diesen Zusammenhang zwischen der Reaktions-
kraft FR,max und den genannten Größen.
FR,max = α ·∆T · E ·O ≈ 3500 N (23)
Darin sind α = 2,3·10−5, ∆T = 180 K, E = 60 000 N/mm2 und O = 14 mm2.
Dieses Ergebnis wird nun herangezogen, um die Größenordnung der erforderlichen
Klemmkräfte von verschiedenen Verbindungskonzepten abzuschätzen.
Klemm-/ Schraubverbindung
Anhand der maximal zu erwartenden Kraft FR,max kann eine notwendige Klemm-
kraft FK,min unter Kenntnis der Reibwerte berechnet werden. Es wird hierbei ein
Haftreibungskoeffizient von µ0 = 0,19 für die Kombination von Aluminiumbauteil und
Stahlspanner angenommen. Entsprechend ergibt sich nach Gleichung (24):
FK,min =
FR,max
2 · µ0 ≈ 9200 N. (24)
Kniehebelspanner, die typischerweise im Vorrichtungsbau zum Einsatz kommen, er-
reichen maximale Klemmkräfte von FK ≈ 5000 N, weshalb die als fast doppelt so
hoch abgeschätzte Kraft FK,min nicht durch entsprechende Spanntechnik aufge-
bracht werden könnte. Daher wird eine derartige reibschlüssige Klemmverbindung
im Weiteren nicht verfolgt, auch wenn sie Vorteile hinsichtlich einer schnellen Lösbar-
keit bieten würde.
Schraubverbindungen sind hingegen gut dafür geeignet, hohe Kräfte aufzubringen.
Wird eine Schraube der Größe M10 mit Steigung X = 1,75 mm, Flankendurchmes-
ser d2 = 9,026 mm und Durchmesser der Anlagefläche von dK = 7,2 mm ange-
nommen, so ergibt sich die mögliche Klemmkraft nach Gleichung (25) [108]. Werden
zudem ein für diesen Schraubendurchmesser übliches Anzugsmoment von MA = 50
Nm, Reibwerte im Gewinde von µG = 0,16 und an der Auflagefläche von µK = 0,19
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0, 16 ·X + 0, 58 · µG · d2 + µK · 0, 5 · dK ≈ 27 750 N > FK,min (25)
Bolzen-/ Stiftverbindung
Zu Berechnung der Lochleibung für formschlüssige Bolzen-/ Stiftverbindungen wird
der Durchmesser d mit 6 mm angenommen, damit genügend Restmaterial um ei-
ne Bohrung am geplanten Flansch mit Länge von f = 13,5 mm verbleibt. Bei einer
Blechdicke von s0 = 1 mm ergibt sich nach Gleichung (26), dass die Streckgren-
ze Re des Aluminiumbleches, um mehr als das Vierfache überschritten würde. In-
wiefern sich das Plastifizieren auf die Lochleibung auswirkt, wird in Abschnitt 5.3.3




d · s0 ≈ 583 N/mm
2 ≥ Re ≈ 125 N/mm2 (26)
Ergebnis der Vorauswahl
Nach Abschätzung der Reaktionskräfte verbleiben Schraub- und Stiftverbindungen
zur weiteren Bewertung. Für die praktische Umsetzung muss für beide Konzepte be-
achtet werden, dass die typischerweise zylinderförmigen Elemente möglichst senk-
recht zur leicht gekrümmten Flanschkontur angeordnet werden, um den Flansch im
Fall der Schrauben nicht zu verbiegen. Daher wurden spezielle Kugeldruckschrau-
ben der Firma Norelem ausgewählt, die einen kugelgelagerten Kopf besitzen und
sich der Flanschkontur anpassen können, auch wenn die Schraubachse um +/- 9°
von der Senkrechten abweicht. Erhältlich sind diese Schrauben mit glatter oder gerif-
felter Anlagefläche, wobei die geriffelte Variante deutlich teurer ist. In Bild 44 sind die
drei weiter bewerteten Fixierkonzepte dargestellt.
5.3.2 Nichtlineare Wärmeverzugssimulation
Da bislang nur eine grobe Abschätzung der Kräfte auf die äußersten Fixierstellen











Bild 44: Vorauswahl der Möglichkeiten zur Fixierung des Bauteilflansches
für eignet sich eine Wärmeverzugssimulation (vgl. Abschnitt 2.1.2), bei der auch der
transiente Temperaturverlauf im Gesamtsystem mit Aluminiumbauteil und Stahlrah-
men berücksichtigt wird.
Modellierung des Gesamtsystems
Im Gegensatz zur Berechnung der kritischen Beultemperatur aus Abschnitt 5.2.1 wird
das FE-Modell hier nun durch den Spannrahmen ergänzt, wobei die Anzahl der am
Flansch des Aluminiumbauteils anzubringenden Fixierbereiche auf 16 Stück festge-
legt wird. Diese Anzahl wurde in der Vorauslegung hinsichtlich der kritischen Beul-
temperatur als zielführend bewertet, siehe Bild 38b. Zwei Fixierpunkte je Fixierbe-
reich (=Spannaufnahme) sollen eine weitere Sicherheit gegen die zu erwartenden
hohen Kräfte darstellen, womit sich die Gesamtzahl der Fixierpunkte auf 32 erhöht.
Zudem wird die Elementkantenlänge der Schalen, die das Aluminiumbauteil abbilden,
beim Vernetzen auf lel = 3 mm gesetzt, um die auftretenden Bauteilspannungen bei
vertretbarer Rechenzeit möglichst genau widerzugeben.
In Bild 45 sind die Spannaufnahmen dargestellt, die das Aluminiumbauteil mit dem
Stahlrahmen verbinden. Der Grundrahmen aus Stahl wurde bis dahin losgelöst von
den Bewertungen des Außenteils und der Fixierung konstruiert, sodass für die tat-
sächliche Schnittstelle zwischen Grundrahmen und Aluminiumbauteil geometrische
Annahmen getroffen wurden. Hierfür wurde für die Spannaufnahmen eine maximale
Höhe von ca. 75 mm in der Mitte des Bauteils angenommen. Die Fixierpunkte wurden
als Balkenelemente mit Durchmesser d = 6 mm und kraftschlüssiger Anbindung zum
Bauteilflansch modelliert, wobei die Ersatzsteifigkeiten so gewählt wurden, dass sie




Zwei Fixierpunkte je Spannaufnahme
Aluminiumbauteil
Grundrahmen aus Stahl
Bild 45: Konzeptmodellierung der Schnittstelle von Aluminiumbauteil zu Stahlrahmen zur
Abschäzung der Reaktionskräfte
Berechnung der Objekttemperaturen
Aufgrund unterschiedlicher Wärmekapazitäten von Aluminiumbauteil und Stahlrah-
men müssen die Temperaturgradienten innerhalb der Baugruppe für die Berechnung
der Reaktionskräfte berücksichtigt werden. Bei der Berechnung des Wärmeeintrages
werden dabei verschiedene Annahmen getroffen, da zu diesem Zeitpunkt noch keine
Temperaturmesskurven der Baugruppe im späteren Testofen vorliegen anhand derer
der Wärmeeintrag kalibriert werden könnte. Da die Anzahl der benötigten Parameter
überschaubar ist, erscheint hier der Aufbau einer Strömungssimulation (CFD) zum
Zweck der Berechnung des Rahmenkonzeptes nicht effizient und es wird auf die hal-
bempirische Ersatzmethode zurückgegriffen, vgl. Abschnitt 2.1.2.
Im geplanten Prozessablauf soll der Ofen auf ϑheiz = 200 °C vorgeheizt werden,
weshalb dies auch für die Umlufttemperatur ab der ersten Sekunde in der Simulation
angenommen wird. Da der Ofen keine aktiven Heißluftdüsen aufweist, die im rea-
len Trockner die Karosserie gezielt anströmen, wird von einem über Raum und Zeit
konstanten Wärmeübergangskoeffizienten von hheiz = 15 W/(m2K) ausgegangen.
Das Abkühlen nach t = 30 min soll bei Raumtemperatur in der offenen Halle erfol-
gen. Daher wird für diesen zweiten Schritt eine Umlufttemperatur von ϑkuehl = 20 °C
und ein geringerer Wärmeübergang von hkuehl = 8 W/(m2K) angenommen. Die Ab-
schätzung von hheiz und hkuehl unter Annahme erzwungener Konvektion anhand
einer längs angeströmten Platte wird im Anhang nach Gleichung (30) und (31) vor-
genommen. Die thermischen Werkstoffeigenschaften für Wärmeleitung κ, Dichte ρ
und mittlere spezifische Wärmekapazität cpm wurden entsprechend Abschnitt 2.3.1
gewählt.
In Bild 46 sind exemplarisch zwei berechnete Temperaturkurven für das Aluminium-
bauteil und den Stahlrahmen dargestellt. Während der Aufheizphase sind demnach
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bis zu ca. ∆Tmax = 80 K Temperaturunterschied zwischen Bauteil und Spannauf-
nahme zu erwarten, wodurch die höchsten thermischen Spannungen bei t∆T,max =
120 s und nicht bei Erreichen der Maximaltemperatur auftreten werden. Aufgrund
des niedrigeren Wärmeüberganges der stehenden Hallenluft im Vergleich zum pas-
siv beheizten Ofen ist die Differenz beim Abkühlen geringer. Zudem wäre hier das
Aluminiumblech bereits ausgehärtet, sodass die Aufheizphase in jedem Fall das kri-
tische Zeitfenster bezüglich der Reaktionskräfte als auch der Spannungen im Bauteil
darstellt.












































    cpm =55005kJ9Wkg5K7
   κ5=5325W9WmK755555
    ρ =57A855kg9m³
1 5Aluminiumbauteil
    cpm=59325kJ9Wkg5K7
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Bild 46: Berechnete Temperaturen basierend auf einem Konzeptdatenstand der Baugruppe
Für eine später geplante Versuchsreihe lässt sich bereits hier anhand einer Extra-
polation der simulierten Temperaturkurven abschätzen, dass eine Vermessung der
Baugruppe nach Abkühlen bei Raumtemperatur erst nach ca. zwei Stunden ab Ver-
suchsbeginn möglich sein wird.
Berechnung des Deformationsverhaltens
Auf Basis der berechneten Temperaturen werden nun die Deformationen mit dem
Programm Abaqus Standard simuliert. Entsprechend [109] wird das Wärmeausdeh-
nungsverhalten als quasi-statisches Problem implizit gelöst und geometrische Nicht-
linearität zur Abbildung kurzwelliger Deformationen berücksichtigt. Die temperaturab-
hängigen Elastizitätsmoduln und Wärmeausdehnungskoeffizienten wurden für das
Aluminiumbauteil entsprechend Abschnitt 2.3 gewählt. Für den Stahlrahmen und die
Spannaufnahmen wurden die Kennwerte nach Tabelle 11 im Anhang angenommen.
Die typische Streckgrenze für Baustahl von Re = 480 N/mm2 wird in keinem Bereich
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annähernd erreicht, weshalb auf die Bestimmung und Hinterlegung von Fließkurven
verzichtet werden konnte.
In Bild 47a sind die Deformationen während des Aufheizens bei t = t∆T,max über-
höht dargestellt. Demnach reichen die thermisch induzierten Spannungen aus, um
kurzwellige Deformationen im beulkritischen Bereich zu erzeugen. Dabei wird der
Bauteilflansch an den Fixierpunkten am Aufbiegen gehindert, sodass sich dort die

























Bild 47: Berechnete Deformationen und lokale Hauptspannungen basierend auf einem
Konzeptdatenstand der Baugruppe
Eine Analyse des Spannungsverlaufes in Bild 47b über die Blechdicke zeigt, dass die
Hauptspannungen in der Aufheizphase vom Betrag maximal werden. Am Referenz-
punkt A, der am Rand des dargestellten „Tals“ liegt, wirken an der Bauteilaußenfaser
hauptsächlich Druck- und an der Innenfaser Zugspannungen. Die höchsten Haupt-
spannungen der Mittelfaser sind negativ und betragen ca. σmin = -50 N/mm2. Zur
besseren Veranschaulichung ist die Ausprägung und Richtung der Hauptspannungen
über das gesamte Bauteil in Bild 70 in Anhang visualisiert. Die Druckspannungen an
der Außenfaser überschreiten in dieser Analyse, in der ohne Kriechen und ohne plas-
tische Vordehnungen gerechnet wurde, sogar die Streckgrenze von AA6016, wäh-
rend auf der Innenfaser maximal knapp σmax = 80 N/mm2 wirken. In jedem Fall sind
die prognostizierten Spannungen kriechrelevant (vgl. Kapitel 4), weshalb die Bau-
gruppe unter den getroffenen Annahmen geeignet ist, kurzwellige Deformationen als
auch irreversible Formänderungen im Versuch nachzustellen.
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Ableitung der zu erwartenden Reaktionskräfte
Eine Analyse der Reaktionskräfte an den Fixierpunkten ist in Bild 48 zum Zeitpunkt
t = t∆T,max dargestellt. Dabei wird den Fixierpunkten je Abstellkante ein lokales
Koordinatensystem zugewiesen, sodass alle Kräfte vom Vorzeichen miteinander ver-
gleichbar sind. Die geringe Krümmung der Flanschkontur in der Draufsicht lässt eine
Vernachlässigung der lokalen Drehung um die Y-Achse zu, weshalb vier Koordina-














































































































































Bild 48: Berechnete Reaktionskräfte auf Basis einer ersten FE-Simulation des Gesamtsystems
Im Vergleich zur Abschätzung in Abschnitt 5.3.1 sind die maximalen Reaktionskräf-
te geringer. Dies ist dadurch zu erklären, dass sich das Aluminiumbauteil zwischen
den Fixierpunkten aufbiegt, um den thermischen Druckspannungen auszuweichen.
Dennoch sind an den jeweils äußeren Punkten hohe Kräfte zwischen FR,max = 1,2
und 1,9 kN parallel zur Flanschkontur in X-Richtung zu erwarten. Im Vergleich be-
tragen die Reaktionskräfte in Auszugsrichtung (Y) und senkrecht zur Flanschebene
(Z) maximal noch ca. ein Viertel der X-Komponente. Folglich muss die punktuelle Fi-
xiertechnik auf die höchsten Kräfte ausgelegt werden, die in den Eckbereichen zu
erwarten sind.
Weitere Simulationsschleifen zeigen, dass die Fixierpunkte 2, 4, 7, 9, 13, 14, 29 und
30 nicht notwendig sind, um die kurzwelligen Formänderungen zu erzeugen. Somit
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können zwei Spannaufnahmen und 16 Kugeldruckschrauben komplett entfallen und
werden im Folgenden nicht mehr dargestellt.
5.3.3 Absicherung der Fixierung über Zugversuche
Nachdem die erforderliche Größenordnung der von der Fixierung zu übertragenden
Kraft zu FR,max ≈ 1,9 kN bestimmt wurde, gilt es zu ermitteln, welche Kräfte die drei
Fixierkonzepte tatsächlich übertragen können. Im Folgenden werden die Ergebnisse
aus [107] zusammengefasst.
Versuchsaufbau und -durchführung
Für die Versuche wurden einheitliche Blechproben aus AA6016 mit den Abmaßen
250 x 30 x 1,04 mm (Länge x Breite x Dicke) gefertigt. Zur Fixierung des Flansches
sind je eine Kugeldruckschraube von innen und von außen notwendig während die
Stiftverbindung ein Loch im Blechstreifen erfordert, vgl. Bild 44. Entsprechende Ad-
apter für die Zugprüfmaschine wurden vorgesehen, siehe Bild 49. Die Kugeldruck-
schrauben mit geriffelter Anlagefläche werden dabei mit 40 Nm angezogen, während
für die Schrauben mit glatter Anlagefläche nur 20 Nm angesetzt werden können, um





Adapter für Kugeldruckschrauben 
glatt oder geriffelt
Adapter für Stiftverbindung
Bild 49: Versuchsaufbau zur Durchführung von Warmzugversuchen
Die Untersuchung teilt sich in zwei Schritte auf. Zunächst wird die maximal ertragbare
Last in Wechselwirkung mit dem Aluminiumblechstreifen bei Raumtemperatur und ei-
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ner Prüfgeschwindigkeit von 2 mm/min ermittelt. Sofern die Prüfung bei Raumtempe-
ratur erfolgreich ist, wird das Kraftaufnahmeverhalten im Anschluss über t = 30 min
bei ϑ = 200 °C untersucht, da die Streckgrenze der Aluminiumlegierung bei der ge-
planten Maximaltemperatur zu Beginn absinkt und Kriechen erwartet werden kann.
Versuchsergebnisse
In Bild 50a sind die Versuchsergebnisse bei Raumtemperatur dargestellt. Bei der
Stiftverbindung ist gut zu erkennen, dass die Kraft-Weg-Kurve ab F ≈ 750 N nicht
mehr propotional verläuft, nachdem die maximal zulässige Lochleibungskraft über-
schritten ist. Die maximal ertragbare Last liegt hier mit Fmax ≈ 2 kN nur knapp ober-
halb FR,max. Zudem tritt eine Lochleibung von mehr als 2 mm auf, weshalb eine
Stiftverbindung zur Fixierung des Bauteils nicht in Frage kommt.
Die Kugeldruckschrauben mit glatter Anlagefläche erreichen zwar übertragbare Ma-
ximalkräfte von Fmax ≈ 3,5 N, jedoch ist am Kurvenverlauf zu erkennen, dass die
Anlageflächen ab ca. 1,5 kN abrutschen. Folglich ist auch diese Variante der Kugel-






































Bild 50: Ergebnisse aus Kalt- und Warmzugversuchen der Fixierkonzepte
Schließlich bleiben die Kugeldruckschrauben mit geriffelter Anlagefläche zur weite-
ren Untersuchung, deren Kraft-Weg-Verlauf ab F ≈ 3,2 N nichtlinear wird und erst
bei Fmax ≈ 4,5 kN ihr Maximum erreicht. Die Proben nach dem Versuch, dargestellt
in Bild 71 im Anhang, lassen erkennen, dass sich hier das Blech deformiert und die
Riffelung ein Abgleiten verhindert. Entsprechendes gilt auch für den finalen Abnah-
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meversuch bei ϑ = 200 °C, dargestellt in Bild 50b. Die Kraft von F = 3,0 N kann
sicher über die geplante Prozesszeit von t = 30 min gehalten werden und qualifi-
ziert dieses Fixierkonzept für den Einsatz in der Baugruppe. Der Sicherheitfaktor von
SF = 1,6 erscheint dabei ausreichend.
5.4 Detailkonstruktion des Spannrahmens
In den vorhergehenden Abschnitten wurde das Außenteil für die geplante Anwen-
dung qualifiziert als auch ein geeignetes Fixierkonzept erprobt. Damit sind alle Vor-
aussetzungen für die Auskonstruktion des Rahmens inklusive der Spannaufnahmen
gegeben. Als Werkstoff wurde für den Rahmen als auch für die Spannaufnahmen der
Werkzeugstahl 1.2842 verwendet.
5.4.1 Grundrahmen mit Referenzlagerung
Der Grundrahmen der Baugruppe besteht aus miteinander verschraubten Vollprofilen
aus Stahl und wird für den späteren Ofenprozess auf einem Rollwagen spannungsfrei
montiert. Die Abmaße sind so gewählt, dass das Bauteil geneigt aufgenommen und









Bild 51: Spannrahmenkonstruktion mit Einlegehilfen
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In Bild 51 sind die Einlegehilfen hervorgehoben, welche eine definierte Referenzlage
vor dem Fixieren sicherstellen. Vier Auflageelemente sind dabei in der Höhe mittels
Gewinde einstellbar. Die Überbestimmtheit bei der Lagerung ist erforderlich, um eine
Durchbiegung des dünnen Aluminiumbauteils und damit Kollisionen mit den Spann-
aufnahmen zu verhindern. Auch die Lage der beiden Führungsstifte kann mittels
Shims anhand der realen Lochpositionen im Bauteil ausgerichtet werden. Die Füh-
rungsstifte und die Auflageelemente sind weiterhin so konstruiert, dass diese nach
dem Zusammenbau entfernt werden können und das Aluminiumbauteil in der Wär-
meausdehnung nicht behindert wird.
5.4.2 Spannaufnahmen und Fixierung
Entlang der Flanschgeometrie des Aluminumbauteils sind insgesamt 14 Spannauf-
nahmen konstruiert worden, wobei jede aufgrund der asymmetrischen Geometrie des
Aluminiumbauteils eine Einzelanfertigung darstellt. In Bild 52 sind die Konstruktionen
zweier Spannaufnahmen exemplarisch dargestellt, in dem die unterschiedlichen Geo-
metrien zu erkennen sind. Am Rahmen werden die Spannaufnahmen mit insgesamt
drei Schrauben befestigt, deren Durchmesser in [107] ebenfalls auf ihre maximale




Verschraubungen an Rahmen4 Kugeldruckschrauben je 
Spannaufnahme
Rahmen
Bild 52: Konstruktion der Spannaufnahmen zur Fixierung des Aluminiumbauteils
Insgesamt gewährleistet dieses lösbare Fixierkonzept eine sichere Übertragung der
Reaktionskräfte in den Rahmen und die Formanpassung über die kugelgelagerten
Anlageflächen der Kugeldruckschrauben an den Flansch. Zudem kann die Fixierung
mit der geringsten Flanschverlängerung im Aluminiumbauteil umgesetzt werden, was
die Flanschwelligkeiten minimiert, vgl. Abschnitt 5.2.2.
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Inwiefern sich das notwendige Anzugsmoment auf die Formänderung im Zusammen-
bauprozess auswirkt, wird im nächsten Abschnitt dargestellt.
5.5 Herstellung der Baugruppe
Nachdem die Baugruppe als CAD-Datensatz erstellt wurde, werden alle Bauteile
einzeln hergestellt. Die Prozessschritte zur Herstellung des Außenbauteils sind be-
reits in Bild 39 dargestellt worden und werden in Abschnitt 5.5.1 auf ihre Auswir-
kung hinsichtlich der Bauteileigenschaften untersucht. Die für das Aluminiumbau-
teil verwendete Blechcharge ist dieselbe, die auch für die uniaxialen Kriechversuche
zur Werkstoffkennwertermittlung verwendet wurde. Der Einfluss des Fixierens wird
in Abschnitt 5.5.2 analysiert. Der Ablauf zum Aufbau der Versuchsanordnung ist in
Bild 53 skizziert.
Rahmen auf Rollwagen Bauteil einlegen und fixieren Entfernen der Einlegehilfen
Bild 53: Prozessabfolge zum Aufbau der Versuchsanordnung
5.5.1 Formänderungsanalyse des Einzelteils im Ziehprozess
Bei der Herstellung des Aluminiumbauteils werden die drei Prozessschritte - Zie-
hen, Beschneiden und Abstellen - durchlaufen, vgl. Abschnitt 5.2.2. Da später an-
hand des Bauteils das Deformationsverhalten der Oberfläche analysiert werden soll,
sind insbesondere die dort vorliegenden Bauteileigenschaften wie Blechausdünnung
und Vergleichsformänderung von Interesse. Hierfür wird der Fokus auf die Operation
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„Ziehen“ gelegt, da durch den Beschnitt und das Abstellen zwar die Bauteilgeometrie
verändert wird, jedoch kaum die genannten Eigenschaften in der Oberfläche.
Die Formänderungsanalyse wurde mit dem System GOM Aramis durchgeführt. Bei
der Anwendung des Systems wird auf die Blechplatinen ein zufälliges Punktemuster
aufgesprüht, das von zwei Kameras digitalisiert wird und anhand der Bilder die aufge-
tretenen Dehnungen berechnet werden. Das Punktemuster wird dabei wiederum in
quadratische Facetten mit einer Kantenlänge von 5 mm zerlegt, wobei für jede Facet-
te die Formänderungen berechnet werden. Wie in Bild 54 dargestellt, unterscheiden




















Bild 54: Formänderungsanalyse nach Ziehen des Aluminiumbauteils (log. Dehnungsmaß)
Beide Kenngrößen weisen über die Bauteilbreite im beulkritischen Bereich wahre
Dehnungen zwischen ϕ = 0,03 und 0,04 auf. Dabei wurde die Vergleichsformän-
derung ϕv nach von Mises auf Basis der vom System GOM Aramis ausgegebenen










Bei einer Ausgangsblechdicke der Platine von s0 = 1,04 mm ergibt sich nach Abzug
der Ausdünnung beim Ziehen eine mittlere Blechdicke von ca. s = 1,0 mm. Für die
Berücksichtigung in der Wärmeverzugssimulation wurde die Blechdickenverteilung
mittels einer Umformsimulation am IWU nachgestellt und auf das FE-Netz projiziert,
vgl. Bild 73 im Anhang. Allerdings zeigt diese bei der Berechnung in Abschnitt 6.4
keinen signifikanten Einfluss auf die Formänderung, sodass die Annahme einer ho-
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mogenen Abstreckung mit s = 1,0 mm in diesem Fall gerechtfertigt werden kann und
in Abschnitt 6 für die Referenzberechnung hinterlegt wird.
5.5.2 Formänderungen beim Zusammenbau
Im Zusammenbauprozess wurde das Bauteil in den Spannrahmen eingelegt und die
Schrauben umlaufend händisch angezogen. Die Anschraubreihenfolge ist in Bild 72
im Anhang dargestellt.
In Schritt 0 werden zuerst die von innen angreifenden Schrauben an den Bauteilflansch
angelegt. Da hier nur minimale Kräfte senkrecht zum Flansch aufgebracht werden, ist
die Schraubreihenfolge nicht relevant. Danach werden die von außen angreifenden
Schrauben 1 bis 24 in zwei Schritten mit Hilfe eines Drehmomentschlüssels angezo-
gen, um die nicht zu vermeidenden Formänderungen aufgrund des Schraubmoments
zu minimieren. Die Drehmomente betragen dabei 20 Nm in Schritt 1 und 40 Nm in
Schritt 2, sodass letztlich die in Abschnitt 5.3.3 abgesicherte Spannkraft je Fixierstel-
le vorliegt.
Um die Formänderungen beim Fixieren des Bauteils zu ermitteln, wurden drei Bau-
teile vor und nach Anschrauben im Spannrahmen mit dem Messsystem GOM Atos
vermessen, vgl. Bild 55. Die langwelligen Formänderungen sind dabei für alle drei
Bauteile vergleichbar und weichen um höchstens ∆(∆z) = 0,3 mm ab. Folglich sind
auch die eingebrachten, nicht messbaren Eigenspannungen in den Flanschbereichen
vergleichbar, sodass weitere zu analysierende Formänderungen unter Temperatur
aussagekräftig sind.
Wie bereits bei der Vorbewertung in Abschnitt 5.2.2 für den Entwicklungsprozess
durchgeführt, wurde auch hier die Geometrie im fixierten Zustand für alle weiteren
Berechnungen anhand von Bauteil 2 digital rekonstruiert, um reale Informationen für
die Validierung in Kapitel 6 verwenden zu können.
5.5.3 Definition von RPS-Punkten zur Bewertung der Oberfläche
Für die im nächsten Kapitel folgenden Vergleiche der Welligkeit in der Bauteilober-
fläche zwischen Messung und Simulation müssen geeignete Referenzpunkte (RPS)
definiert sein, um eine vergleichbare Lage im Raum gegenüberstellen zu können.
RPS werden üblicherweise an steifen Positionen gesetzt, wofür die Anschraubpunkte
im Flanschbereich in Frage kommen, da diese lokal keine Bewegung des Bauteils





























Bild 55: Formänderungen nach Fixieren des Bauteils gegenüber dem unverspannt eingelegten
Zustand
aufgrund des Aufbiegens im Wärmeprozess nicht eindeutig identifiziert werden. Des-
halb werden die RPS in Z-Richtung willkürlich an den Bauteilecken definiert, da diese
das größtmögliche Dreieck aufspannen und somit das Verkippen im Raum minimiert
wird, vgl. Abschnitt 2.1.3. Auf die Definition von Neben-RPS kann in diesem Fall ver-
zichtet werden, da das Bauteil ringsum zum Stahlrahmen fixiert und somit das Eigen-









Bild 56: Definition der RPS-Punkte am Aluminiumbauteil
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6 Validierung des Werkstoffverhaltens anhand der
Baugruppe
Nachdem in Kapitel 4 materiell nichtlineares Verhalten charakterisiert und in Kapitel
5 eine Baugruppe zur Nachstellung geometrisch nichtlinearen Verhaltens hergestellt
wurde, erfolgt nun die Validierung der Berechnungsmethode für den Wärmeprozess.
Außerdem werden sämtliche Produktionseinflüsse einer Sensitivitätsanalyse unterzo-
gen und schließlich festgestellte Abweichungen von den Realversuchen diskutiert.
6.1 Detaillierung des Berechnungsmodells
Begleitend zur Konstruktion der Baugruppe wurden die Modelle für das Berechnungs-
modell iterativ immer detaillierter aufgebaut, um letztlich die Kurzwelligkeit im Alumini-
umbauteil zu erzeugen und das Fixierkonzept abzusichern. Dabei mussten verschie-
dene Vereinfachungen getroffen werden, da viele Informationen zu diesem Zeitpunkt
nicht bekannt waren. Für die Validierung ist der Anspruch, alle verfügbaren Infor-
mationen in das Berechnungsmodell zu implementieren, weshalb die Baugruppen-
modellierung, die Temperaturen und die Werkstoffkennwerte in einer letzten Schleife
angepasst werden.
6.1.1 Kontakte und Fixierung
Die Rahmenteile und die Spannaufnahmen werden an den in Bild 57 dargestellten
Flächen auf Passung verschraubt. Daher werden hier Kontaktflächen ohne Spiel im
FE-Modell definiert, um den realen Lastpfad und die Wärmeleitung korrekt abzubil-
den. In Bild 58 ist die Anbindung des Aluminiumbauteils an die Spannaufnahmen
dargestellt. Das schalenbasierte Netz des Bauteils wird dabei über Balkenelemente
mit translatorischen und rotatorischen Ersatzsteifigkeiten entsprechend des Schrau-
benquerschnittes angebunden, wodurch die Kugeldruckschrauben abgebildet wer-
den. Als Koppelelemente zwischen Schraubenschaft und Spannaufnahmen fungie-
ren Balkenspinnen, die sich temperaturabhängig mit ausdehnen und somit künstliche
Verspannungseffekte durch unterschiedliche Wärmeausdehnungen minimieren. Die
Anbindungsflächen sind dabei bauteilseitig aus den kreisförmigen Kontaktflächen der











Bild 58: Finale Modellierung der Kugeldruckschrauben am Beispiel der mittleren Spannaufnahme
6.1.2 Wärmeeintrag im Ofen
In Abschnitt 5.3.2 befand sich die Baugruppe im Entwicklungsprozess und es muss-
ten Annahmen getroffen werden, um die Objekttemperaturen der Baugruppe zu be-
rechnen. Mit der Verfügbarkeit der hergestellten Baugruppe konnten die Temperatu-
ren im Ofen gemessen und der transiente Temperaturverlauf durch Anpassung des
Wärmeübergangskoeffizienten hheiz berechnet werden. Die thermischen Werkstoff-
kennwerte wurden aus der Vorauslegung, vgl. Bild 46, übernommen. Bei der Berech-
nung wurde festgestellt, dass die gemessenen Temperaturen nicht mit einem kon-
stanten hheiz beschrieben werden können. Dies kann damit erklärt werden, dass der
auf ϑ = 200 °C vorgeheizte Ofen beim Einschieben der Baugruppe Wärme an die
Hallenluft abgibt und der Ofen die Gebläseleistung zunächst höher regelt. Folglich
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musste hheiz simulativ über die Ofendauer angepasst werden. Als Ergebnis sinkt der
Wärmeübergangskoeffizient während der Aufheizdauer von anfangs hheiz = 30 auf















Bild 59: In der Berechnung verwendete Wärmeübergangskoeffizienten h über der Dauer t des
Ofenprozesses
Bild 60 stellt die gemessenen und simulierten Temperaturverläufe auf dem Alumi-
niumbauteil dar. Dabei wurde ein Unterschied zwischen dem Temperaturverlauf mit
geöffneter (für In-situ-Messung) und geschlossener Ofenfront festgestellt. Bei geöff-
neter Ofenfront findet offensichtlich ein größerer Wärmeverlust durch die Glasscheibe
statt, sodass die Maximaltemperatur mit ϑmax = 192 °C um ca. ∆T = 6 K niedriger
lag als mit geschlossener Front. Diese Auswirkung wurde simulativ durch Anpassung
der Umlufttemperatur berücksichtigt und der Wärmeübergang als unverändert ange-
nommen. Die Messungen wurden mit dem Messsystem Datapaq XL2 durchgeführt,
dessen Messunsicherheit laut Hersteller U = ± 1,4 K beträgt.
6.1.3 Werkstoffkennwerte für das Aluminiumbauteil
Bei der Vorauslegung der Baugruppe in Abschnitt 5.3.2 wurden elastoplastische Kenn-
werte ohne Berücksichtigung von Kriecheigenschaften und plastischer Vordehnung ϕ
verwendet, da der Fokus auf der Erzeugung eines geometrisch nichtlinearen Defor-
mationsverhaltens lag. Nun sind aus Kapitel 4 die Kriecheigenschaften in Abhängig-
keit von ϕ bekannt und werden für das Aluminiumbauteil berücksichtigt. Die Kenn-
werte für die Stahlbauteile bleiben im Vergleich zur Vorauslegung unverändert.
In Abschnitt 5.5.1 wurde auf der Bauteiloberfläche eine Vergleichsformänderung von
ca. ϕv = 0,035 gemessen. In den Eckbereichen ist diese mit ϕv = 0,05 etwas hö-
her, aber auch von geringerer Relevanz, da hier geringere Spannungen aufgebaut
werden. Für den Abstellradius wurde die Änderung der plastischen Vordehnung zur































Bild 60: Nachstellung der gemessenen Temperaturen des Aluminiumbauteils im Ofen
stellradius keinen nennenswerten Beitrag zur Welligkeit in der Oberfläche leistet, was
anhand einer Vergleichsrechnung bestätigt wurde, vgl. Bild 74 im Anhang. Daher wird
für das gesamte Bauteil eine homogene Vergleichsformänderung und Blechausdün-
nung angenommen. Entsprechend fließt ϕv = 0,035 in die Berechnung der theore-
tischen Streckgrenze Re wie auch in das vordehnungsabhängige Kriechmodell aus
Abschnitt 4.3 ein. Bei ϑ = 200 °C steigt die Streckgrenze durch die plastische Vor-
dehnung auf ca. Re = 150 N/mm2 an, wodurch die Sicherheit gegen Fließen erhöht
wird, während die Kriechneigung nach Gleichung (19) und t = 1800 s um mehr als
35 % ansteigt.
6.2 Wärmeausdehnung der Baugruppe
Für die Analyse der Wärmeausdehnung der zusammengebauten und optisch digi-
talisierten Baugruppe (vgl. Abschnitt 5.5.2) im Ofen wurde - wie bei der Formände-
rungsanalyse des Ziehprozesses - das Messsystem GOM Aramis eingesetzt. Die op-
tische Messung des präparierten Aluminiumbauteils erfolgte durch die Glasscheibe
des Ofens bei geöffneten Türen, siehe Bild 61, wobei die Diskretisierung der Bau-
teiloberfläche durch Facetten mit einer Kantenlänge von 5 mm erfolgte. Das Mess-
rauschen wurde anhand von fünf Scans durch die Glasscheibe bei ϑ = 200 °C zu
V = ±0,12 mm bestimmt und liegt damit um ∆V = ±0,07 mm höher als bei Raum-
temperatur, was auf Wärmeschlieren zurückgeführt werden kann, vgl. [8]. Für die
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Messung wurde die Formänderung vom Ausgangszustand während des Ofenpro-





Bild 61: Versuchsaufbau zur in-situ Vermessung der Wärmeausdehnung im Ofen
Bezogen auf die RPS wölbt sich das Bauteil in der Mitte um ca. ∆z = 7 mm auf,
da die Bombierung des Bauteils diese Richtung der Wärmeausdehnung vorgibt. Von
Interesse ist jedoch die in Bild 62 gut sichtbare Kurzwelligkeit vierzig Millimeter ober-
halb des unteren Bauteilrandes, die nach t = 300 s den größten Spitze-Tal-Wert
von δST = 2 mm aufweist. Das Deformationsbild ist nahezu symmetrisch, wobei die
„Täler“ des Schnittverlaufes in Bereichen der Fixierung zur Spannaufnahme liegen.
Folglich steuert diese Randbedingung das nichtlineare Deformationsverhalten nahe-
zu unabhängig von der asymmetrischen Ausgangsgeometrie, vgl. Bild 55. Weiterhin
zeigt die Kurzwelligkeit während der Aufheizphase ihre stärkste Ausprägung und nicht
etwa, wenn die maximale Objekttemperatur erreicht wird. Erklärt werden kann dies
mit dem abnehmenden Temperaturunterschied zum Stahlrahmen, der zu einer Ent-
spannung im weiteren Verlauf führt, vgl. Bild 46.
Für die Berechnung wurde das im vorherigen Abschnitt diskutierte Temperaturprofil
mit offener Ofenfront verwendet. Der Vergleich der Schnittverläufe von Messung und
Berechnung in Bild 62 zeigt eine sehr gute Übereinstimmung.
6.3 Formänderung des Außenteils
Für die Bestimmung der Formänderung wurden die drei Bauteile aus Bild 55 mit ge-
schlossener Ofenfront temperiert, sodass maximal ϑ = 198 °C am Außenteil an-
lagen. Die Formänderung des Außenteils wurde nach zweistündigem Abkühlen auf




























Bild 62: Validierung der berechneten maximalen Wärmeausdehnung bei t = 300 s im Ofen
methode (vgl. Abschnitt 2.1.3) eine höhere Auflösung gegenüber dem Aramis-System
erlaubt. Zur Auswertung der Formänderung nach Ofen wurde die Differenz zu dem
gescannten Abgabezustand vor Ofen (vgl. Bild 55) bestimmt. In Bild 63 ist der dar-
aus resultierende Schnitt im kurzwelligen Bereich dargestellt, der in der Messung
einen maximalen Spitze-Tal-Wert von δST = 0,6 ± 0,1 mm zeigt. Die grau einge-
färbte Standardabweichung σX ist im linken Bereich des Schnittverlaufes am größ-
ten, was auf eingebrachte Spannungen beim händischen Anschrauben des Bauteils
zurückgeführt werden kann. Alle Werte für δST werden im Folgenden auf 0,05 mm




































Bild 63: Formänderung im kritischen Bereich nach Abkühlen
Die berechnente Welligkeit ist mit der gemessenen vergleichbar und zeigt einen ma-
ximalen Spitze-Tal-Wert von δST = 0,65 mm. Damit liefert die Berechnung eine um
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etwa 0,05 mm ausgeprägtere Welligkeit. Die Abweichung zwischen Berechnung und
Experiment liegt damit in der oberen Hälfte der gemessenen Standardabweichung.
Allerdings fällt auf, dass die gemessene Welligkeit gegenüber der Berechnung zwi-
schen Y = 250 und 700 mm um ca. ∆z = 0,2 mm nach oben verschoben ist. Mögli-
che Ursachen der Abweichungen werden in Abschnitt 6.5 diskutiert.
Festzuhalten bleibt, dass die Kurzwelligkeit ohne Berücksichtigung des Kriechmo-
dells nicht abgebildet werden kann. Das Spannungsniveau in der Bauteiloberfläche
ist dafür zu gering, sodass die Warmstreckgrenze des im Mittel auf ϕ = 0,035 vorge-
dehnten Bauteils von ca. Re = 150 N/mm2 nicht überschritten wird, vgl. Bild 64. Die
erreichten Kriechdehnungen liegen zwischen εcr = ±1 ‰ und somit unterhalb der in
den Versuchen erreichten Maximalwerte. Kriechen ist folglich der Haupteinflussfaktor,
der die beim Aufheizen entstehende Welligkeit im abgekühlten Zustand verursacht.



























































Bild 64: a) Hauptspannungs- und b) Kriechdehnungsverlauf in der mittleren Delle an Position A
Nach der Entnahme der Außenteile aus dem Stahlrahmen wurden außerdem die
Fixierstellen visuell geprüft. Es wurde nachgewiesen, dass die in der Vorauslegung
gewählten Druckschrauben mit geriffeltem Kopf ihren Zweck wie prognostiziert erfül-
len und kein sichtbares Verrutschen des Flansches im Wärmeprozess zulassen, vgl.
Bild 71c im Anhang. Auch der Beitrag des Kriechens am Fixierflansch wurde unter-
sucht. Hier zeigt sich, dass die Kanten zwischen den Fixierstellen im Wärmeproezss
nach innen gebogen werden und irreversibel um bis zu d = 0,7 mm weiter innen
stehen bleiben.
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Der Abgleich zwischen Simulation und Messung in Bild 65 zeigt, dass die Formände-
rungen in den Flanschen mit einer Abweichung von ∆z = ± 0,1 mm sehr gut durch
die Berechnung abgebildet werden. Dieser Effekt trägt mit maximal ∆δST = 0,1 mm



















Bild 65: Gemessene und berechnete Formänderung des Flansches zwischen den Fixierstellen
6.4 Sensitivität von Produktionseinflüssen
Nachdem die Validierung des Berechnungsmodells erfolgt ist, werden nun berechen-
bare Produktionseinflüsse auf die Formänderung gesondert untersucht, um die Rele-
vanz der einzelnen Effekte zu bewerten. Der Einfluss von Eigenspannungen aus dem
Anschraubprozess wird in Abschnitt 6.5 separat diskutiert.
6.4.1 Temperaturgradienten innerhalb der Baugruppe
Temperaturgradienten innerhalb der Baugruppe treten beim Aufheizen aufgrund der
Wanddickenunterschiede unweigerlich auf, sofern das Aufheizen in endlicher Zeit
stattfindet. Dieser Effekt bewirkt, dass sich das Außenteil selbst bei gleichem α auf-
wölben würde und überlagert die tatsächlich vorliegenden unterschiedlichen Wärme-
ausdehnungen von Aluminium und Stahl, wodurch in der Aufheizphase die größten
Spannungen im Außenteil auftreten, vgl. Bild 64. Wie groß der Beitrag dieses Effektes
ist, lässt sich mit Hilfe der FE-Simulation berechnen, indem der gesamten Baugrup-
pe unabhängig von Werkstoff und Wärmekapazität der selbe Temperaturverlauf mit
ϑmax = 198 °C aus Bild 60 aufgeprägt wird. Im Ergebnis zeigt sich in Bild 66 eine
Welligkeit, die mit δST = 0,3 mm nur ca. halb so ausgeprägt ist, als mit Berücksichti-
gung der Temperaturgradienten in der Referenzberechnung.
Folglich sollten Temperaturgradienten in der Berechnung berücksichtigt werden, so-
fern eine Absolutaussage der Formänderung gewünscht ist. Umgekehrt zeigt die Be-

































Bild 66: Einfluss der Temperaturgradienten innerhalb der Baugruppe auf die Formänderung im
kritischen Bereich nach Abkühlen
werden muss, wenn nur die Tatsache eines geometrisch nichtlinearen Verhaltens
aufgezeigt werden soll. Dies setzt allerdings wie in diesem Fall voraus, dass dem
betrachteten Bauteil ein stabiler Pfad für nichtlineares Deformationsverhalten vorge-
geben ist und keine Verzweigungspunkte überschritten werden, vgl. Abschnitt 2.2.1.
Ansonsten wird in der Berechnung ggf. ein instabiler Pfad aufgrund der Annahme
einer „perfekten“, homogenen Wärmeverteilung verfolgt. Die Erstbewertung einer be-
liebigen Struktur kann demnach mit einer einfach zu definierenden homogenen Tem-
peraturlast erfolgen und sollte abhängig vom Ergebnis durch eine Berechnung mit
transienter Temperaturverteilung ergänzt werden.
6.4.2 Geometrische Imperfektionen
In der Referenzberechnung wurde bereits die reale Formabweichung der Oberflä-
che nach dem Anschraubprozess anhand von Bauteil Nr. 2 berücksichtigt. Bild 67
zeigt nun den Unterschied zwischen der Berechnung mit der CAD-basierten und der
vordeformierten Geometrie. Es zeigt sich hierbei, dass die Berechnung mit perfek-
ter Geometrie sogar zur einer stärkeren Ausprägung der Welligkeit führt als mit der
imperfekten Geometrie. Dieser zunächst überraschend wirkende, positive Effekt der
geometrischen Imperfektion ist darauf zurückzuführen, dass die Bauteillagerung dem
Wärmeausdehnungsverhalten über die Einspannbereiche bereits eine Vorzugsrich-
tung vorgibt. Die Referenzberechnung mit realer Formabweichung liegt dennoch er-
































Bild 67: Einfluss der Formabweichung von CAD auf die Formänderung im kritischen Bereich nach
Abkühlen
6.4.3 Blechdickenschwankungen
Nach [110] sind für Aluminiumbleche der 6000er Legierungen im Nenndickenbereich
zwischen s0 = 0,8 und 1,2 mm Dicken-Grenzabmaße von ∆s = ± 0,05 mm zuläs-
sig. Diese Toleranz bezieht sich auf eine Coil-Nennbreite von bis zu b = 1000 mm,




































Bild 68: Einfluss der Blechdicke des Außenteils auf die Formänderung im kritischen Bereich nach
Abkühlen
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Im Ergebnis zeigt sich, dass der maximale Spitze-Tal-Wert aufgrund des Toleranzfel-
des um bis zu ∆δST = 0,3 mm schwanken kann. Eine Verringerung der Blechdicke
um -5 % führt in diesem Fall zu einer Erhöhung des maximalen Spitze-Tal-Wertes
um +30 % bezogen auf die Referenzberechnung. Weiterhin wurde auch der Einfluss
der Blechdickenverteilung aus der Umformsimulation bewertet, vgl. Bild 73 im An-
hang. Die aus der Formänderungsanalyse ermittelte Abstreckung im Ziehprozess
wurde in der Referenzberechnung durch Annahme einer homogenen Bauteildicke
von s = 1,00 mm berücksichtigt, vgl. Abschnitt 5.5.1. Das Ergebnis rechtfertigt hier
die Annahme einer homogenen Blechdicke von s = 1,00 mm, da die Schnittkurve
nahezu deckungsgleich mit dem der Referenzberechnung ist.
6.4.4 Plastische Vordehnungen
Bei den Kriechversuchen stellte sich die plastische Vordehnung ϕ als ein wichtiger
Parameter heraus, der die Kriechneigung von AA6016 erhöht. In Bild 69 ist der Effekt
dargestellt, den die Berücksichtigung von ϕ = 0,035 bewirkt. Ohne Berücksichtigung
von ϕ im Kriechmodell und in den hinterlegten Warmfließkurven wird demnach ein




































Nachdem die Gegenüberstellung der Ergebnisse aus Messung und Berechnung er-
folgt ist und ein Versatz der Welligkeit von bis zu ∆z = 0,2 mm im Schnittverlauf
zwischen Y = 250 bis 700 mm nach dem Abkühlen festgestellt wurde, vgl. Bild 63,
werden nun die Unsicherheiten diskutiert, die diesen Unterschied begründen kön-
nen.
In Abschnitt 6.4 wurden die Sensitivitäten verschiedener, berechenbarer Einflussgrö-
ßen dargestellt. Keiner dieser Einflüsse liefert jedoch eine Erklärung für den festge-
stellten Versatz der Welligkeiten, da die untersuchten Einflüsse v. a. die Ausprägung
der Welligkeit steuern. Auch mögliche Unsicherheiten bei den verwendeten, elas-
toplastischen Werkstoffkennwerten kommen als Erklärung nur bedingt in Frage, da
die davon abhängige maximale Wärmeausdehnung im Ofen nach Bild 62c korrekt
berechnet wird. Gleiches gilt für die temperaturabhängigen Wärmeausdehnungsko-
effizienten, die der Literatur entnommen sind.
Die aus uniaxialen Kriechversuchen abgeleiteten viskoelastischen Werkstoffkenn-
werte wurden anhand von Biege- und Relaxationsversuchen bestätigt. Eine Anpas-
sung dieser Parameter zur Berechnung größerer Kriechdehnungen würde den größ-
ten Spitze-Tal-Wert beeinflussen, der aber sehr gut prognostiziert wird.
Bezüglich des Modellierung des Berechnungsmodells wurden die Ersatzsteifigkeiten
der Kugeldruckschrauben hinterfragt. Allerdings zeigte deren Variation keinerlei Ein-
fluss in Richtung der gemessenen, versetzten Formabweichung.
Nicht in der Simulation berücksichtigt werden konnten die Spannungen, die beim Ver-
schrauben des Aluminiumbauteils mit dem Stahlrahmen, die in Bild 55 dargestellten
Formänderungen bewirkten. Die Vermutung liegt nahe, dass diese über den Bau-
teilflansch eingebrachten Vorspannungen mit den thermisch induzierten Spannungen
in Wechselwirkung treten und das Relaxationsverhalten im Randbereich beeinflus-
sen.
Aus den dargestellten Ergebnissen ergibt sich, dass eine weitere Steigerung der si-
mulativen Prognosegüte vor allem durch Berücksichtigung der Spannungen aus dem
Zusammenbauprozess erfolgen könnte. Übertragen auf eine reale Karosseriestruktur
würde dies die Informationsübergabe aus Fügeprozesssimulationen betreffen.
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7 Zusammenfassung und Ausblick
Motiviert durch die „Delta-Alpha“-Problematik von Mischbaukarosserien in Lacktrock-
nungsprozessen wurde in dieser Arbeit das temperaturabhängige Deformationsver-
halten von Aluminiumblechen der im Automobilbereich typischerweise eingesetzten
Außenhautlegierung AA6016 untersucht und durch FE-Simulation nachgestellt.
Das nichtlineare, viskoelastische Werkstoffverhalten der warmaushärtenden Legie-
rung AA6016 im T4-Zustand wurde in einem ersten Schritt anhand von uniaxialen
Kriechversuchen charakterisiert und über Relaxations- und Biegeversuche validiert.
Es zeigte sich, dass Kriecheffekte unter den Randbedingungen, die für Karosseri-
en im KTL-Trocknungsprozess vorherrschen, bereits ab ϑ = 80 ◦C bzw. 40 % der
absoluten Schmelztemperatur messbar sind. Für die mathematische Beschreibung
des im betrachteten Zeitraum vorliegenden Primärkriechens liefert das Potenzgesetz
nach NORTON-BAILEY zufriedenstellende Ergebnisse. Die bis t = 30 min degressiv
verlaufenden Kriechdehnungen können für den Temperaturbereich zwischen ϑ = 80
bis 200 ◦C mit einem Zeitexponenten von m = 0,31 beschrieben werden. Zur Abbil-
dung der Spannungsabhängigkeit - im für Aluminiumaußenhautbauteile realistischen
Biegelastfall - eignet sich die Beschreibung mit einem konstanten Exponenten n. Der
Einfluss produktionsbedingter, plastischer Vordehnungen auf die Kriechneigung stell-
te sich als signifikant heraus. Die Vordehnungsabhängigkeit verläuft wie auch die
Zeitabhängigkeit degressiv und kann durch ein erweitertes Potenzgesetz abgebildet
werden. Außerdem wurde ein erheblicher Einfluss der untersuchten Blechchargen
auf die Kriechdehnung unter gleichen Randbedingungen festgestellt.
Im zweiten Schritt wurde eine Baugruppe bestehend aus einem Aluminiumbauteil
und einem Stahlrahmen zur Abbildung des geometrisch nichtlinearen Deformations-
verhaltens entwickelt. Die Baugruppe wurde mit Hilfe von FE-Simulationen hinsicht-
lich kurzwelliger Formänderungen in der Oberfläche des Aluminiumbauteils ausge-
legt, sodass in einem Trocknungsdurchlauf sichtbare Oberflächenwelligkeiten nach
Abkühlen zu erwarten waren. Von der Herstellung des Aluminiumbauteils bis zum
Zusammenbau mit dem Stahlrahmen wurden die fertigungsbedingten Formänderun-
gen, die plastischen Vordehnung und Blechausdünnung mit Hilfe von optischer Mess-
technik ermittelt und in das Berechnungsmodell rückgeführt.
Die Baugruppe wurde im letzten Schritt zur Validierung der Berechnung in einem
nachgestellten KTL-Trocknungsdurchlauf auf ihr tatsächliches Deformationsverhalten
hin untersucht. Im Versuchsofen wurde die Wärmeausdehnung des Aluminiumbau-
teils durch eine Glasscheibe hindurch messtechnisch erfasst. Die gemessene Form-
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änderung im Ofen entspricht dabei den Berechnungsergebnissen. Nach dem Abküh-
len auf Raumtemperatur wurde anhand von drei Bauteilen eine irreversible Formän-
derung festgestellt, die nach Vergleich mit der Berechnung allein auf den Kriecheffekt
zurückgeführt werden kann. Die Abweichung zwischen Berechnung und Experiment
liegt dabei im Rahmen der gemessenen Standardabweichung. Der räumliche Ver-
satz der Welligkeit zwischen Berechnungs- und Messergebnissen könnte auf die un-
bekannten Spannungen zurückgeführt werden, die beim Anschrauben des Alumini-
umbauteils an den Stahlrahmen induziert wurden. Anhand von simulativen Analysen
wurden die Sensititvitäten weiterer Produktionseinflüsse untersucht. Demnach wirken
sich geringere Temperaturgradienten innerhalb der Baugruppe und höhere Blechdi-
cken zwar verringernd auf die Formänderungen aus, können diese allerdings nicht
verhindern, da die Vorzugsrichtung in diesem Fall bereits durch die Bauteilgeome-
trie und die Einspannbedingungen vorgegeben sind. Höhere plastische Vordehnun-
gen verstärken erwartungsgemäß die Welligkeit und die Berücksichtigung der realen
Formabweichung gegenüber CAD in der Berechnung minimiert die Abweichung zur
Messung.
Auf Basis dieser gewonnenen Erkenntnisse lässt sich ableiten, dass Kriechen für
eine simulative Absicherung von Aluminiumbauteilen in Lacktrocknungsprozessen
berücksichtigt werden muss, um irreversible Formänderungen der Bauteiloberfläche
frühzeitig bewerten zu können. Das um den Einfluss von plastischen Vordehnungen
erweiterte Werkstoffmodell sollte aufgrund der Chargenabhängigkeit mit Parametern
beschrieben werden, die den schlimmsten, anzunehmenden Fall darstellen, da in der
Praxis kaum von jeder Blechcharge aufwändige Kriechversuche durchgeführt werden
können. Sollen die verbleibenden Unsicherheiten im Berechnungsmodell bezüglich
der eingebrachten Spannungszustände beim Zusammenbau berücksichtigt werden,
so sind entsprechende Fügesimulationen zu entwickeln und zu validieren. Dabei soll-
te dann besonderes Augenmerk auf die Übertragbarkeit von Spannungs- und Deh-
nungstensoren gerichtet werden, damit die Kriechdehnungen möglichst realistisch
und ohne Informationsverlust berechnet werden können.
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Ableitung von Anfangs- und Sekundärkriechdehnraten aus dem
Zugversuch:
Anhand verschiedener Kriechkurven (z.B. ϑ = 200 °C und σ = 40, 80 N/mm2), die
bis zu 3600 s geprüft worden sind zeigt sich, dass eine gleichbleibende Kriechdehn-
rate bereits ab ca. t = 1200 s angenommen werden kann. Die Betrachtung längerer
Zeiten sind im bearbeiteten Anwendungsfall nicht relevant. Es wird daher nicht aus-
geschlossen, dass sich die Sekundärkriechdehnrate aufgrund von weiteren Änderun-
gen in der Mikrostruktur verändert, wie in [111] für AA6061-T651 beschrieben. Die
Sekundärkriechdehnrate ε˙c,s wird entsprechend durch lineare Interpolation zwischen
1200 < t <1800 s abgeschätzt. Die Anfangskriechdehnrate ε˙c,i wird durch Ableitung
einer den Versuchsdaten angepassten Potenzfunktion über die ersten t = 600 s für
die ersten 30 s bestimmt.
Tabelle 10: Anfangs- und Sekundärkriechdehnraten ε˙c,i, ε˙c,s von AA6016 in T4-Anfangszustand bei
unterschiedlichen Temperaturen, Spannungen und plastischen Vordehnungen
T = 473 K, ϕ = 0 T = 423 K, ϕ = 0 T = 363 K, ϕ = 0
σ ε˙c,i ε˙c,s σ ε˙c,i ε˙c,s σ ε˙c,i ε˙c,s
[N/mm2] [10−6] [10−8] [N/mm2] [10−6] [10−8] [N/mm2] [10−6] [10−8]
40 1,4 0,8
60 4,0 11,6 60 1,6 1,3
75 8,9 13,8 75 3,6 4,4
85 13,0 15,1 85 3,7 5,5
90 24,4 18,3 90 8,4 5,8 90 1,3 4,5
T = 473 K, σ = 75 N/mm2 T = 423 K, σ = 75 N/mm2
ϕ ε˙c,i ε˙c,s ϕ ε˙c,i ε˙c,s
[-] [10−6] [10−8] [-] [10−6] [10−8]
0,02 6,5 23,6
0,06 7,1 39,2 0,06 4,1 5,8
0,12 8,7 46,9 0,12 5,2 12,0
Abschätzung der Wärmeübergangskoeffizienten für die FE-Simulation:
Für die Berechnung des Aufheiz- und Abkühlverhaltens der Baugruppe in Abschnitt
5.3.2 sind die Wärmeübergangskoeffizienten hheiz und hkuehl in Abhängigkeit der
Strömungsgeschwindigkeit abzuschätzen. Es wird hierbei von einer längs umström-
ten Platte (=Aluminiumbauteil) bei erzwungener Konvektion ausgegangen. Zunächst
wird die Reynolds-Zahl (Re) bestimmt, die von den geschätzten Strömungsgeschwin-
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digkeiten im Ofen und in der Halle abhängt. Die höhere Geschwindigkeit ist im auf









= 0,61 · 105 (29)
mit:
w200 = 7 m/s (Schätzwert) Strömungsgeschwindigkeit im Ofen,
w20 = 2 m/s (Schätzwert) Strömungsgeschwindigkeit in der Halle,
b = 0,45 m Breite des Aluminiumbauteils,
ν200 = 354·10−7 m2/s [63] kinematische Viskosität trockener Luft bei ϑ = 200 °C,
ν20 = 153·10−7 m2/s [63] kinematische Viskosität trockener Luft bei ϑ = 20 °C.
Nach Gleichung (28) gilt Re200 < 5 · 105, sodass die Strömung als laminar angenom-
men werden kann [63]. Für b wird die Breite des Aluminiumbauteils eingesetzt, da die
Luft im Ofen vorne eingeblasen und hinten abgesaugt wird.








≈ 15 W/(m2K) (30)








≈ 8 W/(m2K) (31)
mit:
Pr200 = 0,6981 [63] Prandtl-Zahl für trockene Luft bei ϑ = 200 °C,
Pr20 = 0,7081 [63] Prandtl-Zahl für trockene Luft bei ϑ = 20 °C,
b = 0,45 m Breite des Aluminiumbauteils,
λ200 = 38,3·10−3 W/(mK) [63] Wärmeleitfähigkeit trockener Luft bei ϑ = 200 °C,
λ20 = 25,9·10−3 W/(mK) [63] Wärmeleitfähigkeit trockener Luft bei ϑ = 20 °C.
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Tabelle 11: Thermomechanische Werkstoffkennwerte für Werkzeugstahl 1.0461 [63]
Wärmeausdehnungskoeffizienten
ϑ [°C] 20-100 100-200
αm [1/K] 1,2·10−5 1,3·10−5
Elastizitätsmoduln
ϑ [°C] 20 100 200

















ϑ = 25 °C
Fmax = 2 kN
b) Kugeldruckschraube
glatt
ϑ = 25 °C
Fmax = 2 kN
c) Kugeldruckschraube
geriffelt
ϑ = 200 °C
F30min= 3 kN 































Bild 73: Blechdickenverteilung des Aluminiumbauteils mit Ausgangsblechdicke s0 = 1,04 mm auf
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